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 1 Einleitung 
Die heutige Raumfahrt und Raumfahrtforschung erfordern hohen finanziellen Aufwand 
der beteiligten Parteien. Deshalb liegt ein Schwerpunkt vieler Forschungen darin, die Kosten 
zu senken [17]. Kosten- und Gewichtseinsparung ist bei Raumtransportern durch den Einsatz 
wiederverwendbarer Systeme und luftatmender Triebwerke möglich [15, 35, 132, 148]. Wie-
derverwendbare Systeme wurden beim DLR im Rahmen des Liquid-Fly-Back-Booster 
(LFBB)-Teilprojekts des nationalen Raumfahrtprogramms ASTRA für die Arianerakete un-
tersucht [142]. Luftatmende Triebwerke haben im Gegensatz zu Raketentriebwerken keine 
zusätzlichen Sauerstofftanks [18], sondern benutzen den Sauerstoff aus der Umgebung als 
Oxidator (Bild 1.1) [20], so dass die geometrischen Abmessungen kleiner sind und Gewicht 
eingespart wird [130]. So machen z.B. beim Space Shuttle flüssiger Sauerstoff und feste Oxi-
dationsmittel allein die Hälfte des Startgewichts aus [78]. Durch die Gewichtseinsparung bei 
luftatmenden Triebwerken erzeugt jedes Kilogramm Treibstoff viermal so viel Schub wie 
beim Raketentriebwerk [78], was den spezifischen Impuls deutlich erhöht. Dadurch können 
größere Nutzlasten befördert [12] und größere Reichweiten erzielt werden. Effizientere 
Raumtransportsysteme werden benötigt, weil der Transport mit Raketenantrieb zwar tech-
nisch auf einem hohen Stand ist [46], aber im atmosphärischen Flug einen im Vergleich zu 
luftatmenden Antrieben geringeren spezifischen Schub aufweist [89] und hohe spezifische 
Kosten (bezogen auf die Nutzlast) verursacht [128]. Für die Wahl des geeigneten Antriebssys-
tems sind einige Faktoren entscheidend: spezifischer Impuls, worunter Gewicht, Komplexität, 
Variierbarkeit, Haltbarkeit und Kosten der Einzelkomponenten fallen, sowie Dichte, Lage-
rung, Benutzung und Kosten des Treibstoffs [11]. Die Technologien der Antriebssysteme für 
den Flugbereich bis Ma = 1 und für den orbitalen Flug sind sehr ausgereift und etabliert. Zwi-
schen diesen beiden gibt es ein weites Gebiet transatmosphärischer Flugbahnen [102], in de-
nen kombinierte Antriebssysteme mit luftatmenden Antriebskomponenten der Schlüssel zur 
Lösung sind [102].  
 
Bild 1.1. Hyper-X 43 mit luftatmendem Triebwerk [Internet]. 
Die vorliegende Arbeit ist im Rahmen des Graduiertenkollegs „Aero-thermodyna-
mische Auslegung eines Scramjet-Antriebssystems für zukünftige Raumtransportsysteme“ 
entstanden [150]. Der Scramjet-Antrieb stellt ein zur Raketenantriebstechnik alternatives 
Transportsystem in der Atmosphäre dar und soll wiederverwendbar sein. Innerhalb der Pro-
jektdauer werden die Schlüsseltechnologien für die Auslegung eines Scramjet-Antriebs ver-
bessert. Die einzelnen Komponenten des Scramjet-Antriebs – Einlauf, Brennkammer und 
Düse – werden in unterschiedlichen Teilprojekten ausgelegt und sowohl experimentell als 
auch numerisch untersucht. Das Wissen und die Erfahrungen im Bereich der Hyperschallan-
triebstechnik in Deutschland werden in diesem Graduiertenkolleg vorangebracht und ausge-
baut, um den Anschluss an die weltweite Scramjet-Forschung nicht zu verlieren. An dem 
Graduiertenkolleg sind insgesamt vier Standorte beteiligt: die Universitäten in Stuttgart,  
Aachen (RWTH) und München (TU) sowie das DLR in Köln. Es fußt auf den Forschungsar-
beiten aus dem Sonderforschungsbereich (SFB) 253 „Grundlagen des Entwurfs von Raum-
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fahrzeugen“ an der RWTH Aachen [90] sowie den SFBs 255 [36] und 259 der Universitäten 
München und Stuttgart und dem Sänger-Projekt [65]. Hinter dem Sänger-Projekt verbirgt sich 
das nationale Hyperschalltechnologie-Programm, das bis 1995 eine Two-Stage-To-Orbit 
(TSTO)-Konfiguration untersucht hat [64]. TSTO erlaubt den Einsatz luftatmender Turbo-
Ramjet-Triebwerke mit kombiniert variablem Kreislauf und Unterschallverbrennung [71], 
wobei auch der Einsatz von kombinierten Ramjet-Scramjet-Triebwerken möglich ist.  
Scramjet-Forschung weltweit 
Die große Anzahl der internationalen Hyperschall-Programme der jüngeren Vergangen-
heit verdeutlicht das stark verbreitete Interesse einzelner Nationen (USA [76, 114], Australien 
[4, 134, 151], Japan [80, 88], Deutschland [149, 150], Frankreich [19, 24, 106], Russland 
[149], EU [133, 139]) an der Scramjet-Antriebstechnik. In [14] wird ein ausführlicher Über-
blick über die einzelnen Forschungsprogramme und Entwicklungen in den letzten 50 Jahren 
gegeben. Der Schwerpunkt der Forschung liegt im Bereich der Hyperschallverbrennung, die 
bis jetzt noch nicht effizient und verlässlich funktioniert [14]. Die erfolgreichen Flugversuche 
von HyShot [4] und Hyper-X [114, 115, 118, 119] (Bild 1.2) geben Anlass, eingehender an 
Scramjet-Antrieben zu forschen und sie weiterzuentwickeln. Viele neue Programme – sowohl 
Flugversuche [134, 151] als auch full-scale-Windkanalversuche [41, 75, 99, 117, 120, 121] – 
entstanden in den letzten Jahren, um diese Technik in der Zukunft voranzubringen. Canan 
bietet in [12] einen umfassenden Überblick über aktuelle und zukünftige Programme für 
Scramjet-Flugversuche. Die zahlreichen Beispiele zeigen Bedarf und Nutzen dieser Technik, 
so dass sie in Deutschland wieder aufgegriffen wurde [37]. Das große Ziel hinter den For-
schungsarbeiten ist, bis zum Jahr 2030 Scramjets als Antriebstechnik zu etablieren und in der 
Realität einzusetzen [78]. Bis dahin müssen eine verlässliche Überschallverbrennung und eine 
positive Schubbilanz erreicht werden. 
     
Bild 1.2. Links: HyShot-Flugversuch; rechts: Hyper-X-Windkanalversuch [Internet]. 
Was ist ein Scramjet? 
Scramjets gehören neben Ramjets zu den Staustrahltriebwerken, die mit den Turbo-
strahltriebwerken die Gruppe der luftatmenden Antriebe bilden [72]. Scramjet steht für super-
sonic combustion Ramjet, seine Entwicklung geht bis ins Jahr 1940 zurück [15]. Die superso-
nic combustion wird seit dieser Zeit erforscht und bedeutet, dass die Verbrennung in der 
Brennkammer im Überschall stattfindet. Während Turbostrahltriebwerke im Unterschall, 
Transschall und niedrigen Überschall eingesetzt werden, besitzen Staustrahltriebwerke gute 
Leistungseigenschaften im Über- und Hyperschall [17] und sind in diesem Bereich eine Al-
ternative zu Raketenantrieben [12, 132]. Sippel zeigt in [132, 133] die Realisierbarkeit eines 
supersonischen Interkontinentalfluges mit kombiniert arbeitenden Triebwerken auf. Dabei 
werden drei unterschiedliche Konzepte für den Interkontinentalflug zwischen Europa und 
Australien verglichen: ein supersonisches Turbo-Ramjet-Flugzeug, ein hypersonisches Rake-
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ten-Scramjet-Flugzeug und ein Flugzeug mit zweistufigem Raketenantrieb [132, 133]. All 
diese Konzepte sind im Moment noch mit hohen technischen Anforderungen verbunden, de-
ren Umsetzung in der Zukunft gezeigt werden muss [132, 133]. Deutlich werden die Einsatz-
gebiete der unterschiedlichen Antriebsarten in Bild 1.3, wo der spezifische Impuls in Abhän-
gigkeit von der Flug-Mach-Zahl aufgetragen ist. Als spezifischer Impuls Isp wird der auf den 
Kraftstoffmassenstrom bm&  und die Erdbeschleunigung g bezogene Nettoschub F bezeichnet 
[16, 22].  
Die Hauptprobleme bei Scramjets liegen in der Überschallverbrennung: Wegen der ho-
hen Strömungsgeschwindigkeit müssen Zündung, Stabilisierung der Zündflamme und voll-
ständige Reaktion in weniger als einer Millisekunde ablaufen [79]. Bis jetzt gelang jedoch 
noch kein entscheidender Durchbruch bei der Überschallverbrennung, die ab einer Flug-
Mach-Zahl Ma > 5 unausweichlich ist: Aufgrund der Grenze zur Dissoziation sind die Tem-
peraturen bei der Verbrennung auf ca. 3000 K begrenzt. Da die Ruhetemperatur mit dem 
Quadrat der Geschwindigkeit zunimmt, werden bei Ma = 7 bereits im Höhenband 11 bis 
20 km (niedrigste statische Temperatur) Ruhetemperaturen von über 2300 K im Einlauf er-
reicht. Bei diesen Temperaturen ist der Strömung kaum noch Energie durch Verbrennung 
zuzufügen, so dass ein Scramjet-Antrieb verwendet wird [60], bei dem die Verbrennung im 
Überschall stattfindet. Scramjets werden im Geschwindigkeitsbereich von Ma = 5 bis 
Ma = 10 eingesetzt [19], weil sie dort den höchsten spezifischen Impuls von allen Antriebs-
konzepten haben (Bild 1.3) [7, 17]. 
 
Bild 1.3. Spezifischer Impuls bei unterschiedlichen Antriebskonzepten [17]. 
Staustrahltriebwerke funktionieren ab einer Mindestanfangsgeschwindigkeit, bei der die 
Verdichtung im Einlauf ausreichend für die Verbrennung ist. Ein weiterer Antrieb anderer Art 
muss sie auf diese Anfangsgeschwindigkeit bringen [130], wobei die Komponenten des 
Scramjet-Antriebs auch als Komponenten des zweiten Antriebs benutzt werden [7]. Daraus 
ergeben sich einige Anforderungen an die Auslegung der Expansionsdüse eines Scramjets: 
Die Strömungsbedingungen und damit die Wechselwirkungen zwischen Außen- und Düsen-
strömung ändern sich stark über den gesamten Geschwindigkeitsbereich [129]. Die Integrati-
on der Antriebseinheit von Einlauf, Brennkammer und Düse in den Flugkörper verstärkt diese 
Wechselwirkungen (Bild 1.4) [58]. Im Geschwindigkeitsbereich oberhalb von Ma = 5 treten 
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wegen des hohen dynamischen Drucks thermische und mechanische Belastungen auf, die 
berücksichtigt werden müssen [71, 102]. 
 
Bild 1.4. Aufbau und Integration eines Scramjet-Antriebs in einen Flugkörper. 
Referenzkonfiguration Graduiertenkolleg 
Innerhalb des erwähnten Graduiertenkollegs wurde zu Anfang eine Referenzkonfigura-
tion erarbeitet, die aus den Erfahrungen der SFBs 253, 255 und 259 hervorging. Diese wurde 
in der Folgezeit aufgrund weiterer Ergebnisse verändert und diente als Basis für die Nachfol-
gekonfiguration. Die erste Referenzkonfiguration wurde für eine Flughöhe von 30 km und 
eine Flug-Mach-Zahl von Ma = 7,5 ausgelegt. Das Augenmerk liegt auf der Antriebskompo-
nente aus Einlauf, Brennkammer und Düse, ohne das Flugvehikel miteinzubeziehen. Die vor-
liegende Arbeit untersucht innerhalb des Graduiertenkollegs die Wechselwirkungen zwischen 
Düsen- und Außenströmung sowie die Einflüsse auf den Schub und das Strömungsfeld. Den 
Schwerpunkt bildet die experimentelle Untersuchung der Düse im Hyperschallwindkanal 
H2K des DLR in Köln. 
Gliederung der Arbeit 
Im folgenden Kapitel 2 wird näher auf die Eigenschaften von Schubdüsen eingegangen, 
und es werden strömungstopologische Merkmale asymmetrischer Expansionsdüsen im Hy-
perschall beschrieben. Dazu werden unterschiedliche Schubdüsen und deren Vor- und 
Nachteile dargestellt. Es wird erläutert, warum sich asymmetrische Expansionsdüsen am bes-
ten eignen für den Einsatz in Scramjet-Antrieben. Die Auslegung einer solchen Düse nach der 
Methode der Charakteristiken ist Gegenstand von Kapitel 3. Darin wird gezeigt, wie der idea-
le und der tatsächlich erzeugte Schub einer Düse sowie der Schubbeiwert und Schubvektor-
winkel mit dem Auslegungsprogramm ermittelt werden. Dem schließt sich das Kapitel 4 an, 
in dem die Windkanalmodelle und der Hyperschallwindkanal H2K beschrieben werden. Die 
eingesetzten Messtechniken und deren Theorie werden im Anschluss daran erklärt. Kapitel 5 
beginnt mit einer Parameterstudie, in der die in dieser Arbeit untersuchten Parameter ermittelt 
werden. Des Weiteren werden die Ergebnisse der Voruntersuchungen an der bereits vorhan-
denen Düse und der erfolgreiche Einsatz der PSP-Messtechnik diskutiert. Der Einfluss der 
Strahltemperatur sowie der Vergleich der aus PSP- und PSI-Daten ermittelten Kräfte werden 
in Kapitel 6 erörtert. Außerdem werden die Effekte des Düsendruckverhältnisses und der 
Anström-Reynolds-Zahl auf die Strömungstopologie und den Schub einer für das Graduier-
tenkolleg neu ausgelegten Düse behandelt. Die Arbeit schließt mit Kapitel 7, in dem die we-
sentlichen Ergebnisse zusammengefasst und in einem Ausblick Fragestellungen für zukünfti-
ge Untersuchungen vorgestellt werden. 
 
   
 
2 Düsentechnologie im Hyperschall 
2.1 Düsenmerkmale 
Einführung Düsen allgemein 
Die meisten Flugkörper besitzen ein Triebwerk, das den Schub zur horizontalen Fort-
bewegung erzeugt [21]. Die Düse leistet den größten Beitrag zum Schub und bildet die letzte 
Komponente eines komplexen Triebwerksystems im Hyperschall. Das Triebwerk wird nicht 
aufgrund seines vergleichsweise einfachen Aufbaus (Einlauf, Brennkammer, Düse), sondern 
wegen der strömungsmechanischen Vorgänge in seinem Inneren als komplex bezeichnet [25, 
110]. Die Aufgabe der Düse sind der Ausstoß und die Beschleunigung der Verbrennungsgase. 
Sie wandelt thermische Energie, die der Strömung in der Brennkammer zugeführt wird, in 
kinetische Energie um [40]: Das Gasgemisch von hohem Druck und hoher Temperatur aus 
der Brennkammer wird in eine Hochgeschwindigkeitsströmung mit größerem Impuls als in 
der vom Einlauf gefangenen Luft expandiert [15]. Die Düse ist so zu gestalten, dass die 
Schubverluste minimal werden: Die Leistung der Düse lässt sich über den Schubbeiwert und 
den Schubvektorwinkel bewerten [59]. Im Hyperschall gibt es einige Besonderheiten hinsicht-
lich der Düsengestaltung: Bei Raketentriebwerken und Ramjets hat die Düse eine konvergent-
divergente Form, um die Strömung auf Über- und Hyperschall zu beschleunigen. Im Fall von 
Überschallströmungen in der Brennkammer wie bei Scramjets gibt es nur einen divergenten 
Teil, der die Strömung beschleunigt. 
Düsenarten 
Die Gestaltung von Düsen luftatmender Triebwerke wird beeinflusst von der Integration 
des Triebwerks in den Flugkörper, den hohen Anforderungen an geometrische Flexibilität, 
von den komplexen Strömungsphänomenen und dem großen Einsatzbereich. Die einzelnen 
Komponenten für ein Gesamtsystem zu modellieren, ist zu komplex und derzeit noch nicht 
realisierbar. Deshalb wird auf charakteristische Kennfelder zurückgegriffen, die mit experi-
mentellen und numerischen Untersuchungen erstellt werden [71]. Für unterschiedliche Trieb-
werksarten gibt es unterschiedliche Düsenarten, wobei im Über- und Hyperschall eine der 
folgenden Düsen eingesetzt wird [40]: 
• Axialsymmetrische konvergent-divergente Düse 
• Ebene konvergent-divergente Düse (2DCD) [33] 
• Plug-Düse (Aerospike) 
• SERN (single expansion ramp nozzle) 
Die Vor- und Nachteile der genannten Düsenarten sind in Tabelle 2.1 zusammengefasst 
und werden ausführlich in [46] beschrieben. 
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Düsenart Vorteile Nachteile 
Axialsymmetrische 
konvergent-divergente - Erprobte Technik 
- Schwer in Flugkörper zu 
integrieren 
- Unflexible Geometrie 
- Hohes Gewicht 
- Großes Bauvolumen 
Ebene konvergent-
divergente (2DCD) - Flexible Geometrie 
- Schwer in Flugkörper zu 
integrieren 
- Hohes Gewicht 
- Großes Bauvolumen 
Plug-Düse (Aerospike) - Kurze Baulänge 
- Geringes Gewicht 
- Probleme bei Kühlung 
- Basiswiderstand 
SERN 
- Gute Integrierbarkeit 
- Selbst-Adaption 
- Geringes Gewicht 
- Günstig für rechteckige Trieb-
werke 
- Große Außenfläche zur Küh-
lung durch Strahlung 
- Gemeinsame Struktur mit 
Heck des Flugkörpers 
- Sensitiv gegenüber Ände-
rungen in Brennkammer und 
Einlauf 
- Starke Wechselwirkungen 
zwischen Düsen- und Au-
ßenströmung 
- Schubvektordrehung und 
hoher Widerstand im Trans-
schall 
Tabelle 2.1. Vor- und Nachteile von Düsen in Hyperschallantrieben. 
Raumtransportsysteme durchfliegen einen weiten Bereich des Düsendruckverhältnisses 
von etwa 2 bis 500, teilweise sogar bis zu 1000 [59, 71], weil das Triebwerk zwischen Ma = 0 
und Ma = 12 betriebsfähig sein muss [21]. Deshalb wird eine Variation der Düsenfläche  
ebenso notwendig [59] wie der Einsatz kombinierter Triebwerksarten und die Mitbenutzung 
des Hecks als Expansionsrampe [71]. Mit steigender Flug-Mach-Zahl muss der Halsquer-
schnitt der Düse im Ramjet-Betrieb verkleinert werden, um die Geschwindigkeit und damit 
den Austrittsimpuls in der Düse zu vergrößern. Das Optimum für den Halsquerschnitt hängt 
von Düsentyp, Geometrie und Installation in den Flugkörper ab [59]. Konventionelle axial-
symmetrische Düsen können das geforderte Flächenverhältnis von maximalem zu minimalem 
Halsquerschnitt von 5 bis 8 nicht abdecken [59]. Bei hohen Flug-Mach-Zahlen muss der 
Querschnitt am Ende der Düse möglichst groß sein. Die Größe des Endquerschnitts wirkt sich 
wiederum auf die Verluste durch Überexpansion und Strömungsablösung negativ aus [59]. 
Der Austrittsquerschnitt soll bei hohen Flug-Mach-Zahlen zweimal so groß wie der Fangquer-
schnitt des Einlaufs sein [60]. Im transsonischen Bereich ist der ideale Austrittsquerschnitt 
hingegen deutlich kleiner als der Fangquerschnitt. Das optimale Verhältnis von maximalem 
zu minimalem Düsenendquerschnitt liegt bei etwa 5, was kaum handhabbare Probleme bei 
axialsymmetrischen und 2DCD-Düsen sowie ein inakzeptabel hohes Gewicht verursacht [59]. 
Es ist möglich, den Austrittsquerschnitt zu variieren, aber dies ist nicht die einzige Lösung. 
Alternativ wird der Austrittsquerschnitt fest auf den hohen Mach-Zahlbereich ausgelegt, was 
im niedrigen Mach-Zahlbereich zur Überexpansion führt [60].  
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SERN 
Die Erfüllung der gesamten Anforderungen wird durch den Einsatz einer Single Expan-
sion Ramp Nozzle (SERN) angestrebt [71]. Dabei handelt es sich um eine asymmetrische 
Düse, weil die Düsenströmung nur auf einer Seite von einer festen Wand eingeschlossen wird. 
Auf der anderen Seite wird sie von einem Freistrahl begrenzt. Darin liegt einer der Vorteile 
dieser Düse, weil sie sich bei Off-Design-Zuständen entsprechend selbst anpasst. Dies wird 
als Selbst-Adaption bezeichnet. Von Off-Design wird gesprochen, wenn die Düse nicht in 
ihrem Auslegungszustand betrieben wird. Die Selbst-Adaption hilft dabei, einen möglichst 
hohen spezifischen Impuls zu erhalten [110]. Mit variablen Klappen werden die Querschnitte 
verändert und den Bedingungen der Außenströmung angepasst [59].  
Die maximal benutzbare Düsenendfläche ist definiert als die projizierte Fläche zwischen 
der Klappe und der Expansionsrampe (Bild 2.1) [59]. Überexpansionseffekte werden vermie-
den bzw. reduziert, wenn der Düsenstrahl bei off-design-Zuständen an der Expansionsrampe 
angelegt bleibt [59]. Eine SERN erreicht eine gute Leistung im Hyperschallbereich an ihrem 
Auslegungspunkt [33], wenn sich das Flächenverhältnis am Ende der Düse dem Optimum 
nähert [147]. Im niedrigen Mach-Zahlbereich in geringen ist die Düsenströmung aufgrund des 
großen Flächenverhältnisses und des hohen Außendrucks überexpandiert [21], so dass die 
Leistung im Transschall wegen des off-design-Zustands sinkt [33, 59, 147]. In [61] und [62] 
wird der Verlust aufgrund von Überexpansionseffekten mit 6 % angegeben. Asymmetrische 
Düsen haben aufgrund der Expansionsverluste große Schubvektorwinkel im transsonischen 
Bereich (bis zu 40°) [110] und einen vergrößerten äußeren Widerstand durch die Klappe [71]. 
Beim Design der Düse muss der Schubvektorwinkel in diesem Geschwindigkeitsbereich be-
achtet werden. Vermindert wird er durch kalte und heiße Bypassströme, die in die Düsen-
strömung ausgeblasen werden [59], oder durch den Einsatz von Ejektordüsen [23, 147]. Ein 
weiterer Nachteil ist, dass der Nettoschub der SERN sehr sensitiv auf Verluste und Abwei-
chungen in Brennkammer und Einlauf reagiert [148], weil im Hyperschall der Unterschied 
zwischen Eintritts- und Austrittsimpuls sehr gering ist [5]. Massenstromverluste durch side-
spillage-Effekte am Einlauf verursachen beispielsweise Schubverluste von 15 % und eine 
Abnahme der Nutzlast um 60 % [141]. Verluste in der Düse durch Divergenz und Reibung 
werden in [63] auf 13 % bis 17 % bzw. 7 % beziffert.  
 
Bild 2.1. Düsenendfläche einer SERN. 
Wiederum ein Vorteil der SERN ist, dass sie sehr gut in den Flugkörper integriert wer-
den kann, indem ein Teil des Hecks als Verlängerung der Expansionsrampe dient und somit 
ein hoch integriertes Antriebs-Flugkörperzelle-System bildet [59]. Die Integration des An-
triebssystems in das Flugvehikel ist eine der großen Herausforderungen und spielt eine wich-
tige Rolle im Auslegungsprozess [58, 147]. Scramjet-Antriebe müssen in den Flugkörper in-
tegriert werden, um eine ausreichend hohe Leistung zu erzielen [21]. Dafür eignet sich am 
besten die SERN [21]. In [3] wird ausführlich beschrieben, wie sich die Integration des 
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Scramjet-Antriebs in den Flugkörper auf die Leistung des Antriebs und die Nutzlast des Flug-
körpers auswirkt. Grundsätzlich gibt es drei unterschiedliche Konfigurationen der Integration, 
auf die in [3] eingegangen wird (Bild 2.2 (a) bis (c)): 1. Das gesamte Triebwerk ist auf der 
luvseitigen Rampenfläche des Flugvehikels situiert (Bild 2.2 (a)). 2. Das Triebwerk befindet 
sich stromab der Vorkörperrampe, wo die Oberfläche des Flugvehikels parallel zur Flugvehi-
kelachse ist (Bild 2.2 (b)). 3. Der Einlaufeintritt liegt auf der Rampenoberfläche und die rest-
lichen Triebwerkskomponenten sind parallel zur Flugvehikelachse angebracht (Bild 2.2 (c)). 
Wird der Antrieb über eine Halterung mit dem Flugkörper verbunden, so treten starke 
Hitzelasten durch Stoß-Interaktionen und ein erhöhter aerodynamischer Widerstand auf [152]. 
Die infolge der hohen Fluggeschwindigkeiten großen Expansionsraten dieser Düsen bewir-
ken, dass die Düsenausmaße sehr groß werden. Aus diesem Grund müssen die Düsen gegen-
über der idealen Auslegung gekürzt werden, was zu Verlusten durch Unterexpansion führt 
[110]. Die Größe der Düse ist so ein Kompromiss zwischen den Anforderungen an die Leis-
tung und den Beschränkungen durch die Integration in das Heck [110]. 
 
a. Konfiguration 1 b. Konfiguration 2 c. Konfiguration 3 
Bild 2.2. Flugkörperkonfigurationen zur Berechnung der Leistung. 
Ein sehr wichtiger und sensibler Teil von Flugkörpern mit Scramjet-Antrieb ist daher 
das Heck [110]. Die in das Heck integrierte Düse stellt den Hauptbeitrag des Schubs zur Ver-
fügung [110]. Im Rahmen des PREPHA-Programms wurden Auslegungsmethoden für Düsen 
und Heck definiert und validiert [110]. Sie werden allgemein in direkte und iterative Metho-
den unterteilt [110]. Die Kombination beider Methoden liefert das beste Ergebnis. Durch die 
Integration und Mitbenutzung des Flugkörpers als Antriebskomponenten werden Größe und 
Gewicht des Antriebssystems sowie der Widerstand verringert [71, 147]. Flugkörper und An-
trieb sind daher stark miteinander gekoppelt und können nicht getrennt voneinander betrachtet 
werden [71]. Die Wechselwirkungen zwischen der heißen Düsen- und kalten Außenströmung 
sind bei einer SERN sehr ausgeprägt, weil der Scramjet-Antrieb in den Flugkörper integriert 
ist [58].  
2.2 Bisherige Untersuchungen von Scramjet-Düsen 
Die Wechselwirkungen zwischen dem hypersonischen Düse-Heck-System und einer 
kalten Düsenströmung wurden eingehend experimentell [32, 47, 137], die dynamischen 
Wechselwirkungen zwischen der Aerodynamik des Flugkörpers und dem Schub numerisch 
untersucht [8, 27]. In [143, 144] werden die Effekte der Strömungsinteraktion beschrieben, 
wenn andere Gase als Luft – die einen anderen Isentropenexponenten haben – für die Strö-
mung einer Scramjet-Düse benutzt werden. Weitere experimentelle Daten fehlen noch, um 
diese Wechselwirkungen und ihren Einfluss auf die Düsenleistung besser zu verstehen. Des-
halb werden in dieser Arbeit die aerodynamischen Phänomene der Wechselwirkungen zwi-
schen Düsen- und Außenströmung untersucht, die von der Temperatur, der Viskosität und 
dem Isentropenexponenten beeinflusst werden. 
Ebrahimi stellt einen effizienten Auslegungscode für Scramjet-Düsen in [25] vor. Ishi-
guro et al. zeigen in [77] Ergebnisse einer dreidimensionalen Analyse von Scramjet-
Düsenströmungen, die (in gewissen Aspekten) weitgehend mit den experimentellen Ergebnis-
sen übereinstimmen. Eine experimentelle Untersuchung zum Einfluss der Grenzschicht auf 
die Scramjet-Düse wurde in [145] durchgeführt. Mitani et al. [98] bestimmten experimentell 
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die Leistungsmerkmale einer Scramjet-Düse und vergleichen die experimentellen Resultate 
mit denen eines zweidimensionalen, reibungslosen CFD-Codes unter Berücksichtigung der 
chemischen Zusammensetzung. Sie zeigen, dass Auftrieb und Schub von vergleichbarer Grö-
ßenordnung und sehr sensibel gegenüber der Düsen-Konfiguration sind. In [100] dokumentie-
ren Mitani et al. die experimentellen Untersuchungen über den Einfluss eines heißen Düsen-
strahls mit Ruhetemperaturen von bis zu 3100 K, so dass die Düsenströmung im thermischen 
Ungleichgewicht ist. Der heiße Düsenstrahl wird mit einem Gasgenerator erzeugt und dem 
Düsenmodell zugeführt. Sie zeigen, dass bei heißen Düsenströmungen die Grenzschicht nahe 
dem laminaren Zustand ist. Pittman analysiert in [111] die Auswirkung des Isentropenexpo-
nenten auf Schub, Auftrieb und Nickmomente der Düse. Er verwendete ein Argon-Freon-
Gemisch, das mit γ = 1,25 einen Isentropenexponenten besitzt, der dem des Verbrennungsga-
ses am Brennkammeraustritt sehr nahe kommt. Dadurch sind die am Modell ermittelten Kräf-
te und Momente vergleichbarer mit denen eines realen Scramjet-Triebwerks.  
In [21] wird der Einfluss der Klappenlänge und der Höhe der Düse auf den Schub und 
den Auftrieb untersucht. Der Einfluss auf den Schub ist eher gering, der auf den Auftrieb aber 
groß. Die höchste Leistung wird mit einer kürzeren Klappe und einer geringeren Höhe der 
Düse erreicht [21]. Ziel der Arbeit in [71] ist die exakte Berechnung der Leistung eines kom-
plett integrierten Triebwerks. Für eine realistische Analyse der Flugmechanik eines hyperso-
nischen Flugkörpers sind nicht nur der Schub und der Widerstand, sondern auch der Auftrieb, 
das Nickmoment und die Stabilität des Flugkörpers zu beachten [71]. Das Nickmoment steigt 
mit zunehmendem Anstellwinkel in solcher Weise, dass sich die Nase des Flugkörpers entge-
gengesetzt der Anstellwinkeländerung bewegt und der Flugkörper dadurch stabilisiert wird 
[71]. In [21] wird darauf eingegangen, dass die Haupteigenschaft der Düse die Erzeugung von 
Schub- und Auftriebskraft sowie Nickmoment ist, die von der Grenzschicht, dreidimensiona-
len Effekten und Verbrennungsgaseigenschaften (eingefroren oder thermisches Gleichge-
wicht) abhängen [21]. Ebenso muss das Gewicht von Struktur, Kühlsystemen etc. bekannt 
sein. Darüber hinaus müssen Informationen über die Wärmeflüsse, Struktur- und Thermal-
konzepte sowie das Energiemanagement von Flugkörper und Antrieb vorliegen [21]. Welchen 
Einfluss Ungleichförmigkeiten der Strömung am Eingang zur Düse auf den Austrittsimpuls 
und somit den Schub haben, wird in [126] untersucht. Der Verlust ist zwar gering, aber die 
Triebwerksleistung, d.h. der Nettoschub, reagiert sehr sensibel auf die Düsenleistung [126]. 
Verluste der Düsenströmung von 1 %, die durch Unterexpansion verursacht werden, verrin-
gern den Nettoschub bei einer Flug-Mach-Zahl von Ma = 7 um 4 % [129]. Eine Düse für eine 
ungleichförmige Eintrittsströmung auszulegen ist eine sehr große Herausforderung [126]. 
Folgende Maßnahmen erhöhen den Schub bzw. gleichen die Verluste aus [126]:  
• Zugabe von Wärme in die Düse (Erhöhung des Austrittsimpulses durch bspw. 
Verbrennung von Raketentreibstoff in der Düse) 
• Variable Geometrie 
• Plug- oder Spike-Düsen 
• „Petal“-geformte Düsen, um den Außenwiderstand zu verringern 
In [108] wird gezeigt, dass die chemische Kinetik innerhalb einer Düse von der Geo-
metrie der Düse abhängt. Wie sich ein Verkürzen der ausgelegten Düse auf die Leistung aus-
wirkt, wird in [129] untersucht. Die Düse wird entweder durch Stauchen oder durch Ab-
schneiden verkürzt: Stauchen verändert die Düsenkontur; Abschneiden verursacht eine nicht-
parallele Düsenabströmung [129]. Ein Verkürzen um 26 % durch Abschneiden verringert den 
Bruttoschub nur um 2,5 %. Diese Verluste werden durch Unterexpansion und Strömungsdi-
vergenz am Austritt der Düse verursacht [129]. Die Untersuchungen des PREPHA-
Programms [110] belegen, dass bei diesen Düsen der interne Schub in geringem Maße von 
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der Außenströmung abhängt, solange das Düsendruckverhältnis hoch ist und dreidimensiona-
le Effekte vernachlässigt werden können [110]. Allerdings verursacht die Düsenströmung eine 
Ablösung auf der Klappe und an den Seitenwänden, so dass sich die aerodynamischen Bei-
werte verändern. Außerdem erzeugt sie eine Auftriebskraft, die das Trimmverhalten des Flug-
körpers beeinflusst [110]. Die zahlreichen experimentellen und numerischen Arbeiten deuten 
insgesamt auf die Notwendigkeit weiterer Forschung in diesem Bereich. 
Verbesserungen von SERN 
In zahlreichen Scramjet-Programmen wurde die Düse nicht konturiert, sondern als um-
gedrehter Einlauf (inverted inlet) oder einfache Rampe ausgelegt [4, 114]. Eine konturierte 
Düse dagegen wirkt sich positiv auf Schubbeiwert und Schubvektorwinkel aus: Dadurch muss 
der Flugkörper weniger stark geregelt (getrimmt) werden, so dass seine Stabilität steigt und 
der Aufwand für zusätzliche Regelungssysteme verringert wird. Die Düsen sind in der Regel 
nur für einen Zustand ausgelegt, werden aber in verschiedenen Geschwindigkeitsbereichen 
eingesetzt. Mit variablen Geometrien an Expansionsrampe und Klappe können die Flächen-
verhältnisse den Strömungsbedingungen entsprechend angepasst werden. Dieses Verfahren ist 
sehr aufwendig, teuer und führt zu einem höheren Gewicht, was sich nachteilig auf das Ge-
samtsystem auswirkt. Das Einblasen des Absaugemassenstroms aus dem Einlauf in den di-
vergenten Teil als zusätzlicher Impuls [71] oder die Nachverbrennung auf der Expansions-
rampe [126] verbessern die Düsenleistung im off-design-Zustand: Der Widerstand wird ver-
ringert und der Nettoschub erhöht, wenn zusätzlich Massenstrom von der Klappe aus in die 
Düsenströmung injiziert wird und so die Verluste über die auftretenden Stöße vermindert 
werden [39]. Ebenso ermöglicht das Ausblasen die Kontrolle des Nickmoments, ohne die 
Düsenleistung nachhaltig zu beeinflussen [38], und verringert den Widerstand des Hecks [53], 
wobei instationäre Effekte auftreten können. 
Leistung und Verluste 
In [22] wird der Frage nach der maximalen Leistung eines Scramjets und nach vernünf-
tigen Erwartungen an ein optimiertes System nachgegangen. Dabei wird zunächst von einem 
idealen, verlustfreien Triebwerk ausgegangen und der spezifische Impuls bestimmt, d.h. stoß-
frei und reibungsfrei. Im Weiteren werden die einzelnen Verluste in Einlauf, Brennkammer 
und Düse ermittelt, um zum realen spezifischen Impuls zu gelangen. Bild 2.3 zeigt die unter-
schiedlichen Verläufe für den spezifischen Impuls in Abhängigkeit von der Art der berück-
sichtigten Verluste. Ausgehend vom Zustand der ideal vollständigen Expansion ohne Verluste 
werden jeweils die Verluste in der Düse, im Einlauf und in der Brennkammer berücksichtigt, 
um den spezifischen Impuls zu ermitteln. Dadurch ist es möglich die einzelnen Verluste, bei-
spielsweise durch die Unterexpansion in der Düse oder die Berücksichtung der Reibung in der 
Brennkammer, abzuschätzen. Das Bild zeigt ebenfalls, dass der spezifische Impuls mit der 
Flug-Mach-Zahl abnimmt und die Verluste der einzelnen Bereiche größer werden, was der 
Abstand zwischen den Kurven anzeigt: Die Kurven laufen nicht parallel, sondern divergieren.  
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Bild 2.3. Verluste innerhalb des Scramjet-Triebwerkskreislaufs [22]. 
Die Verluste durch Unterexpansion in der Düse steigen mit den Verlusten im Einlauf 
[22]. Die Düsenleistung wird berechnet mit einer isentropen Expansion auf den Umgebungs-
druck der Außenströmung am Düsenaustritt ausgehend von den Bedingungen am Brennkam-
meraustritt bzw. Düseneintritt [22]. Der Bruttoschub wird korrigiert mit einem Schubbeiwert, 
der aus einer detaillierten Düsenexpansion nach der Methode der Charakteristiken unter Be-
rücksichtigung chemischer Vorgänge ermittelt wird. Der Nettoschub ist – unter Vernachlässi-
gung der Druck- und Reibungskräfte – die Differenz zwischen dem Bruttoschub (Austrittsim-
puls der Düse) und dem Produkt aus dem vom Einlauf gefangenen Massenstrom und der 
Fluggeschwindigkeit (Eintrittsimpuls des Einlaufs), wobei diese Differenz nur ein geringer 
Bruchteil des Austrittsimpulses ist [126]. Deshalb müssen die Verluste in der Düse so klein 
wie möglich gehalten werden. Sie treten wegen Reibung, Abweichung vom chemischen 
Gleichgewicht, off-design-Zuständen sowie Kompromissen in der Düsenauslegung und Ferti-
gung der Düsenkontur auf [126]. Mit steigender Mach-Zahl nehmen die Verluste in der Düse 
zu. Bei hohen Mach-Zahlen wirken sich kleine Änderungen in der Düsenleistung stark auf 
den Nettoschub aus, da die Differenz zwischen ein- und austretendem Impuls abnimmt und 
sich somit kleine Änderungen stärker auswirken [33, 71]. Am wichtigsten für einen Scramjet 
angetriebenen Flugkörper ist ein positiver Nettoschub bei hohen Mach-Zahlen [110].  
Der „fuel rich“-Zustand, bei dem mehr Treibstoff als stöchiometrisch notwendig einge-
spritzt wird, beeinflusst Brutto- und Nettoschub positiv, indem er den Brennstoffimpuls er-
höht sowie zusätzlichen Massenstrom in die Düse bringt. Allerdings sinkt der spezifische Im-
puls, weil der Nettoschub durch einen höheren Brennstoffmassenstrom geteilt wird [22]. Der 
reduzierte brennstoffspezifische Impuls bedeutet nicht unbedingt weniger Leistung für den 
Raumtransporter, weil der zusätzliche Schub den effektiven spezifischen Impuls verbessert, 
bzw. die Differenz aus Schub und Widerstand bezogen auf den Brennstoffmassenstrom. Diese 
Differenz ist ein Maß für die Brennstoffeffizienz, den Raumtransporter auf Orbitalgeschwin-
digkeit zu beschleunigen. Für viele Treibstoffmischungsverhältnisse ist ein Verhältnis von 
Schub zu Flugkörperwiderstand von drei nahe dem Optimum. Dieser Wert für das Optimum 
hängt kaum von starken Veränderungen in Flugkörperwiderstand, Triebwerksleistung und 
Triebwerksgewicht pro Einheit Schub ab [22]. Gelingt es in den nächsten Jahren, die be-
schriebenen technischen Herausforderungen zu lösen, wird die Reisezeit interkontinentaler 
Flüge durch den Einsatz dieser Antriebstechnik deutlich verkürzt [133]. 
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2.3 Hauptmerkmale der Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Außen-
strömung 
Bild 2.4 zeigt in einer Prinzipskizze die typischen Strömungsphänomene bei Scramjet-
Düsen. Dieses Strömungsbild ergibt sich durch die komplexen Wechselwirkungen von Dü-
sen- und Außenströmung. Es kommt zu einer Interaktion von Expansionen, Stößen, Grenz-
schichten und Scherschichten, die die Topologie der Düsenströmung und den Schub bestim-
men. Am Eintritt der Scramjet-Düse tritt aufgrund der Querschnittserweiterung eine innere 
Expansion auf, deren Charakteristiken bei optimaler Auslegung (Kapitel 3.1) an den Wänden 
ausgelöscht werden. Bei off-design-Zuständen werden die Charakteristiken reflektiert und 
breiten sich ins Strömungsfeld aus. Am Ende von Klappe und Expansionsrampe expandiert 
die Düsenströmung erneut (äußere Expansion), weil der Druck der Außenströmung geringer 
als der statische Druck der Düsenströmung ist. Diesen Fall bezeichnet man als Unterexpansi-
on im Gegensatz zur Überexpansion, bei der der Druck der Außenströmung größer als der 
statische Druck der Düsenströmung ist.  
 
Bild 2.4. Prinzipskizze der Strömungsphänomene bei Scramjet-Düsen [21]. 
Infolge der äußeren Expansion weitet sich die Düsenströmung aus und verdrängt die 
Außenströmung, so dass die äußeren Stöße entstehen. Die Düsenströmung bildet eine Düsen-
glocke, die von den inneren Stößen („Maiskolbenstoß“) begrenzt wird. Dabei handelt es sich 
um abgeschwächte Stöße, die in horizontaler Richtung verlaufen. Zwischen den beiden Stö-
ßen (innerer und äußerer) bildet sich jeweils am Ende der Klappe und der Expansionsrampe 
eine Scherschicht, die die Düsen- von der Außenströmung trennt. Stromauf des äußeren Sto-
ßes kann es zu einer Ablösung und einem Rezirkulationsgebiet kommen. Das Geschwindig-
keitsprofil am Düsenaustritt ist ungleichförmig, weil es sich um eine asymmetrische Düse 
handelt. Die Strömung ist nicht parallel zur Flugbahn gerichtet aus dem Grund, dass die Dü-
sen abgeschnitten werden und so einen Öffnungswinkel am Ende der Expansionsrampe ha-
ben. Dies macht zusammen mit der ungleichen Druckverteilung auf Klappe und Expansions-
rampe eine Regelung des Flugkörpers notwendig. Die Reibung entlang der Oberfläche wirkt 
der Schubwirkung der Düsenströmung entgegen, verringert den Schub und verursacht eine 
Grenzschicht. Die Beschleunigung der Düsenströmung fördert die Relaminiarisierung der 
turbulenten Grenzschicht, die aus der Brennkammer in die Düse eintritt. Es handelt sich des-
halb wahrscheinlich um eine laminare Grenzschicht entlang der Expansionsrampe. Der Tem-
peraturgradient zwischen Strömung und Düsenoberfläche bei heißen Düsenströmungen ruft 
im Fall einer strahlungsadiabaten sowie im Fall einer isothermen Wand einen Wärmefluss 
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von der Strömung an die Düsenoberfläche hervor. Ein entsprechendes Kühlsystem muss aus-
gelegt werden, um die Wärme von der Düsenoberfläche wegzuführen und ein Materialversa-
gen zu verhindern. Ebenso können neuartige keramische Hochtemperaturmaterialen einge-
setzt werden.  
In Bild 2.5 sind die Strömungstopologien der beiden untersuchten Düsenmodelle (Kapi-
tel 4.1) anhand von Schlierenaufnahmen dargestellt. In den beiden Bildern sind zwei grund-
sätzlich unterschiedliche Düsengeometrien gezeigt. Im linken Bild ist eine zweidimensional 
ausgelegte Düse ohne Seitenwände zu sehen. Die Düse im rechten Bild dagegen hat Seiten-
wände und eine dreidimensional ausgelegte Geometrie. Die Seitenwände verhindern die Sicht 
auf die Düsenströmung entlang der Expansionsrampe. Deutlich zu erkennen sind in beiden 
Schlierenaufnahmen die inneren und äußeren Stöße sowie die Scherschicht zwischen Düsen- 
und Außenströmung. Im rechten Bild fällt auf, dass die Düsenglocke nicht die gesamte Ex-
pansionsrampe ausfüllt: Der innere Stoß hebt zu früh von der Expansionsrampe ab, was aus 
dem Abstand vom inneren Stoß zur Unterkante der Düse geschlossen wird. Dagegen verdeut-
licht das linke Bild, dass bei dieser Kontur die Düsenglocke entlang der gesamten Expansi-
onsrampe angelegt bleibt und diese ausfüllt.  
   
Bild 2.5. Schlierenbilder der Strömungsphänomene bei Scramjet-Düsen. Links: voll-
ständig angelegte Düsenglocke; rechts: zu früh abgehobene Düsenglocke. 
Das Fehlen der Seitenwände im Fall der links dargestellten Düse ermöglicht die Visua-
lisierung der gesamten Düsenströmung. Es kommt zu einer dreidimensionalen Expansion am 
Ende der Klappe. Diese erzeugt ein Strömungsbild in der Ebene senkrecht zu der hier gezeig-
ten, das dem beschriebenen stark ähnelt und in Bild 2.6 schematisch dargestellt ist. Die sche-
matische Darstellung greift auf einige Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen im 
Rahmen dieser Arbeit vor. In dieser Ebene kommt es aufgrund der Expansion zu einer Ver-
drängung der Außenströmung und damit zu Wechselwirkungen, aus denen die bekannten 
Strömungsphänomene wie äußere und innere Stöße sowie Scherschichten herrühren. Ange-
deutet ist der Expansionsfächer, der an der Kante entspringt und dessen Charakteristiken ent-
lang der Mittellinie aufeinander treffen. 
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Bild 2.6. Prinzipskizze der Strömungsphänomene mit Blick auf die Expansionsrampe. 
Das folgende Bild 2.7 zeigt das Schlierenbild eines Versuchs mit Außenströmung, bei 
dem das Modell um 90° gedreht wurde. Dadurch wurden die Dichtegradienten in der Ebene 
aufgedeckt, die zuvor unentdeckt blieben. Sehr schwach angedeutet sieht man den inneren 
Stoß am oberen und unteren Rand der Expansionsrampe. Der äußere Stoß ist an verschiede-
nen Stellen zu sehen, weil sich die Düsenströmung auch in der Ebene senkrecht zu dieser An-
sicht aufweitet. Infolgedessen wird die Außenströmung nicht nur in einer Ebene abgelenkt, so 
dass der äußere Stoß an mehreren Stellen sichtbar wird. 
 
Bild 2.7. Schlierenbild der Strömungsphänomene mit Blick auf die Expansionsrampe 
mit Außenströmung. 
Bild 2.8 veranschaulicht das Strömungsbild ohne Außenströmung. Im linken Bild ist le-
diglich das Schlierenbild zu sehen, in dem der Rand der Düsenströmung, der innere Stoß so-
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wie der Expansionsfächer hervorgehoben sind. Dies zeigt deutlich, dass die Düsenströmung 
im Fall mit Außenströmung die Außenströmung verdrängt und einen äußeren Stoß (Bild 2.7) 
infolge der Verdrängung verursacht. Das rechte Bild macht deutlich, dass die Expansionsfä-
cher an den Ecken entspringen, an denen die Düsenströmung ins Freie tritt und seitlich nicht 
mehr begrenzt wird, und sich auf der Expansionsrampe kreuzen.  
   
Bild 2.8. Schlierenbild der Strömungsphänomene mit Blick auf die Expansionsrampe 
ohne Außenströmung. Links nur Schlierenbild; rechts: Überlagerung mit Modellkom-
ponenten. 
 
2.4 Schwerpunkte der in dieser Arbeit durchgeführten Untersuchungen 
Das Kernziel der vorliegenden Arbeit ist die detaillierte Analyse der Strömungstopolo-
gie und der Leistungsmerkmale einer Scramjet-Düse. Denn aerodynamische Stabilität und 
ausreichend Schub zu erzeugen, stellt das Hauptproblem hypersonischer Flugkörper dar, die 
mit einem Scramjet angetrieben werden [15]. Für den Hyperschallflug bestehen die Heraus-
forderungen darin, kleinere Düsen und hoch integrierte Düsen mit gleicher Leistung zu entwi-
ckeln [23]. Dabei spielen die Wechselwirkungen zwischen Außen- und Düsenströmung eine 
große Rolle [136]. Diese Wechselwirkungen zwischen heißer Düsenströmung und kalter Au-
ßenströmung hinsichtlich Aerodynamik und Strömungsmechanik sind sehr komplex und noch 
nicht völlig verstanden [13, 82, 92]. 
Als Grundlage der vorliegenden Arbeit wurde eine Scramjet-Düse ausgelegt, deren 
Leistungsmerkmale experimentell untersucht wurden. Für die Auslegung von asymmetrischen 
Scramjet-Düsen wurde ein Programm nach der Methode der Charakteristiken entwickelt. Es 
hat sich gezeigt, dass es einfacher und günstiger ist, Düsen für den Betriebsbereich des Hori-
zontalflugs im Hyperschall (auch small flying test bed genannt) auszulegen [21]. Ausgehend 
von den Bedingungen am Austritt der Brennkammer wurde eine der Außenströmung ange-
passte Düse ausgelegt. Die Düse hat im Gegensatz zu vielen bisherigen Scramjet-Antrieben, 
bei denen ein umgedrehter Einlauf oder eine einfache schräge Rampe als Düse verwendet 
wurde [4, 114], eine konturierte Form. Dadurch sollen die Hauptkennzahlen von Scramjet-
Düsen, der Schubbeiwert und Schubvektorwinkel, verbessert werden. Um die Länge der Düse 
einzuschränken, wurde sie nach dem Rao-Kriterium [113] an einem zuvor festgelegten Punkt 
der maximalen Länge abgeschnitten. Der Einfluss einzelner Parameter – Düsendruckverhält-
nis, Strahltemperatur, Isentropenexponent und Anström-Reynolds-Zahl – muss identifiziert, 
beschrieben und verstanden werden, um eine Düse geeignet auszulegen [21]. Die experimen-
tellen Untersuchungen helfen dabei, den Einfluss dieser Parameter besser zu verstehen. 
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Im Rahmen dieser Arbeit wurden die Einflüsse dieser Parameter auf die Wechselwir-
kungen zwischen Düsen- und Außenströmung sowie auf die Druckverteilung innerhalb der 
Düse und damit auf den Schub untersucht. Reale Düsenströmungen haben aufgrund der hohen 
Verbrennungstemperaturen einen geringeren Isentropenexponenten als Luft und befinden sich 
bei der Expansion im Hyperschall zwischen den Zuständen des thermodynamischen Gleich-
gewichts und einer eingefrorenen Strömung [59]. Daher ist der Isentropenexponent nicht kon-
stant, sondern schwankt mit der Temperatur [59]. Um die Einflüsse des Isentropenexponenten 
und der Temperatur getrennt voneinander zu untersuchen, wurden Versuche mit unterschied-
lichen Gasen bei kalter Düsenströmung und mit Luft bei heißer Düsenströmung durchgeführt. 
Neben dem Isentropenexponenten und der Temperatur richtet die Arbeit den Blick auf den 
Einfluss des Düsendruckverhältnisses Π und der Anström-Reynolds-Zahl ReU auf die Wech-
selwirkungen zwischen Düsen- und Außenströmung, die Druckverteilung, den Schub und die 
Wärmelasten.  
Bei den experimentellen Untersuchungen wurden Messtechniken eingesetzt, die zwar 
bereits erprobt sind, aber nicht für diese spezielle Anwendung bei asymmetrischen Düsen im 
Hyperschall eingesetzt wurden: Gemeint sind die Pressure Sensitive Paint (PSP) Technik und 
die Infrarot-Thermographie. Sowohl Hubner et al. [74] als auch Matsumura [94] haben die 
PSP-Technik erfolgreich im Überschall angewandt, während Klein [84] und Engler [31] sie 
im Unterschall einsetzten. Die IR-Thermographie wurde in unterschiedlichen Anwendungen 
von Gruhn [46], Gülhan [49, 51] und Henckels [56] benutzt. Mit den beiden Messtechniken 
wurde die Abhängigkeit der Druckverteilung (PSP) sowie der Temperatur- und Wärmefluss-
verteilung (IR) auf der Oberfläche der Expansionsrampe von der Anström-Reynolds-Zahl und 
dem Düsendruckverhältnis bestimmt. Durch den Einsatz von Pitot-Druckmessungen wurde 
die Strömung in mehreren Ebenen innerhalb der Düse und in deren Nachlauf charakterisiert; 
dies ermöglicht auch die Untersuchung der Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Außen-
strömung. Zusätzlich wurde anhand von Pitot-Druckmessungen der Einfluss der Anström-
Reynolds-Zahl und des Düsendruckverhältnisses auf das Strömungsfeld im Nachlauf und die 
Wechselwirkungen ermittelt. 
Für die Versuche wurden zwei unterschiedliche Modelle benutzt: 1. ein bereits vorhan-
denes Düsenmodell mit neu konstruiertem Vorkörper, das für die Voruntersuchungen an einer 
dreidimensional ausgelegten Expansionsdüse verwendet wurde; 2. die neue zweidimensional 
ausgelegte Scramjet-Düse für die Bedingungen des Graduiertenkollegs. Die bereits vorhande-
ne Düse diente dazu, das Prinzip der PSP-Technik im H2K zu testen und zu validieren. Dazu 
wurden die Ergebnisse der PSP-Technik mit den Druckwerten der Druckbohrungen (PSI-
Druckgeber) verglichen. Mit der neu ausgelegten Düse wurde die PSP-Technik weiterentwi-
ckelt, und es wurden Heißgasversuche mit einem Stahlmodell (Druckverteilung) und einem 
PEEK-Modell (Temperaturverteilung) durchgeführt, um den Einfluss der Düsenstrahltempe-
ratur zu untersuchen. 
Auf Grundlage der PSP- und der PSI-Druckdaten wurden der Schub, Schubbeiwert und 
Schubvektorwinkel berechnet und für die beiden Messtechniken verglichen. Es wurde unter-
sucht, wie die veränderten Parameter den Schub, Schubbeiwert und Schubvektorwinkel beein-
flussen. Zudem werden die Effekte der Seitenwände bzw. des Fehlens der Seitenwände bei 
der neu ausgelegten Düse auf Schub, Widerstand und Gewicht abgeschätzt. 
Neben den zahlreichen Veröffentlichungen der vergangenen Jahre leistet diese Arbeit 
einen neuen Beitrag in den angesprochenen Bereichen. Die angewandten Messtechniken wer-
den validiert und weiterentwickelt und erlauben Aussagen über die Einflüsse einzelner Para-
meter auf strömungstopologische und die Leistung der Düse betreffende Merkmale. Im Ge-
gensatz zu früheren Untersuchungen mit Messungen an diskreten Punkten liefern die in dieser 
Arbeit eingesetzten Messtechniken flächige Informationen über Druck- und Temperaturver-
teilung. Dadurch werden neue Erkenntnisse gewonnen, die früher unentdeckt blieben. 
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Vorgehensweise 
In Bild 2.9 ist die Vorgehensweise bei den experimentellen Untersuchungen der Düsen-
strömung graphisch dargestellt. Zunächst wurde die Düsenströmung des älteren Düsenmo-
dells experimentell untersucht. Der Schwerpunkt dieser Untersuchung lag darin, den Einfluss 
des Isentropenexponenten zu ermitteln und die PSP-Technik für den Einsatzbereich im H2K 
(Kapitel 4.2) zu validieren. Neben den experimentellen Untersuchungen wurde ein Programm 
auf Basis der Methode der Charakteristiken entwickelt, mit dem asymmetrische Expansions-
düsen ausgelegt werden können. Die neue asymmetrische Expansionsdüse mit zweidimensio-
naler Kontur wurde gemäß den Bedingungen des Scramjets aus dem Graduiertenkolleg ausge-
legt. Mit dieser Expansionsdüse wurden die Einflüsse der ausgewählten Parameter auf die 
Düsenströmung anhand der PSP-Technik und Pitot-Druckmessungen bestimmt. In einem 
nächsten Schritt wurde der Einfluss der Düsenstrahltemperatur auf die Druckverteilung und 
Strömungstopologie untersucht. Abschließend wurden die Temperatur- und Wärmeflussver-
teilung auf der Oberfläche der Expansionsrampe mit der IR-Thermographie ermittelt. Aus 
diesen unterschiedlichen Messmethoden ergibt sich ein detailliertes Bild der Strömungstopo-
logie sowie der Einflüsse der ausgewählten Parameter auf die Düsenströmung von Scramjets. 
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Bild 2.9. Vorgehensweise zur Auslegung einer SERN und Untersuchung der Einflüsse 
unterschiedlicher Strömungsparameter. 
 
  
3 Auslegung einer SERN 
3.1 Charakteristiken-Verfahren  
Wie bereits ausführlich diskutiert und begründet werden bei Scramjet-Antrieben häufig 
asymmetrische Expansionsdüsen eingesetzt, um den nötigen Schub bereitzustellen. Daher 
wird ein geeignetes Auslegungstool für die Auslegung einer solchen asymmetrischen Expan-
sionsdüse (SERN) benötigt [42]. Als Grundlage dient – wie bei symmetrischen Expansions-
düsen – die Methode der Charakteristiken (MOC) [42, 48]. Im Folgenden wird die Entwick-
lung dieses Auslegungstools erläutert, indem die zugrunde liegende Theorie vorgestellt wird.  
3.1.1 Grundlegendes Konzept 
Die Auslegung der Expansionsdüse lässt sich in mehrere Einzelaspekte untergliedern. 
Zunächst muss eine Anfangskontur definiert werden, die den Anschluss an die Brennkammer 
bildet. Von ihr ausgehend werden die Expansionsrampe, die inneren Netzpunkte und die 
Klappe (Bild 3.1) bestimmt. Die einzelnen Bereiche müssen gesondert betrachtet werden, 
weil sich unterschiedliche Gleichungen für sie ergeben. Neben der Kontur der Expansionsdü-
se werden die Strömungsgrößen im gesamten Strömungsfeld berechnet und dargestellt. Das 
Auslegungstool berücksichtigt bei der Berechnung der Charakteristiken und der Strömungs-
größen den Einfluss der Temperatur T auf die Wärmekapazität cp und den Isentropenexponen-
ten γ. 
 
Bild 3.1. Düsenkontur und Expansionsrampe. 
Anders als bei herkömmlichen, konvergent-divergenten Düsen wird im vorliegenden 
Fall ein Fluid beschleunigt, das bereits Überschallgeschwindigkeit erreicht hat. Deshalb ist 
kein Schallquerschnitt vorhanden.  
Die Anfangskontur der Rampe sowie der Klappenwinkel können frei gewählt werden, 
wobei das Ende der Anfangskontur durch den maximalen Umlenkwinkel δmax festgelegt wird. 
Der maximale Umlenkwinkel wird ausgehend von den variablen Eintrittsparametern Eintritts-
höhe H, Eintritts-Mach-Zahl MaE, Ruhedruck p0, Ruhetemperatur T0 und Düsendruckverhält-
nis Π entsprechend der eindimensionalen Charakteristikengleichung berechnet. Die inneren 
Netzpunkte ergeben sich als Schnittpunkte der Charakteristiken, die der Rampe und der Klap-
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pe (gleichartige Charakteristiken, da die Steigung der Klappe konstant ist) entspringen. Die 
Konturpunkte der Expansionsrampe folgen aus der Bedingung, dass der Konturwinkel gleich 
dem lokalen Strömungswinkel ist. Die Kontur der Klappe ist eine Gerade mit der Steigung 
des vorgegebenen Klappenwinkels Θ. 
Um Strukturgewicht einzusparen, werden Expansionsdüsen auf eine vom Anwender 
vorgegebene Länge gekürzt, zumal da der Hauptteil des Schubes im vorderen Bereich der 
Düse erzeugt wird [110]. Hierbei wird das Schuboptimierungskriterium nach Rao [110, 113] 
verwendet. Dabei wird für eine vorgegebene Länge die Düsenkontur so ausgelegt, dass der 
größtmögliche Schub erzeugt wird. Bei der vorgegebenen Länge wird für den entsprechenden 
Konturpunkt xi,j auf der Expansionsrampe die Rao-Bedingung (Gl. 3.1) überprüft (Bild 3.2). 
( )
( )
( )j,i
2
j,i
j,i
j,i cot 
V
2
1
pp
2sin µ
ρ
−
=β ∞  (Gl. 3.1) 
Bei der Rao-Bedingung wird die Kontur so ausgelegt, dass der Schub für eine bestimm-
te vorgegebene Länge der Düse den maximalen Wert erreicht (s. Anhang). Ist die Rao-
Bedingung erfüllt, ist die Auslegung der Expansionsdüse abgeschlossen. Ist sie in diesem 
Punkt nicht erfüllt, werden der Klappenwinkel oder die Anfangskontur verändert, woraufhin 
die Rao-Bedingung im entsprechenden Punkt erneut abgefragt wird. 
 
Bild 3.2. Definition der Strömungsgrößen für die Rao-Bedingung. 
Strömungsgrößen 
Das Auslegungstool berücksichtigt bei den Berechnungen im Gegensatz zu üblichen 
Verfahren, dass die Wärmekapazität cp und der Isentropenexponent γ Funktionen der Tempe-
ratur T sind. Bisher wird in dem Auslegungsprogramm eine reibungsfreie Strömung ange-
nommen, so dass der Einfluss der Grenzschicht unberücksichtigt bleibt. Zusätzlich zu den für 
die Auslegung der Kontur benötigten Strömungsgrößen wie Geschwindigkeit V, statische 
Temperatur Tst, lokale Schallgeschwindigkeit a und lokale Mach-Zahl Ma werden weitere 
Strömungsgrößen wie statischer Druck pst, Dichte ρ und die Geschwindigkeitskomponenten u 
und w im Strömungsfeld berechnet. 
Der Strömungswinkel β ist am Eintritt zur Expansionsdüse und unter Berücksichtigung 
der Kompatibilitätsbedingung (Gl. 3.2) an jedem Knotenpunkt im Strömungsfeld bekannt 
[154].  
.const=β±ν  (Gl. 3.2) 
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Die Kompatibilitätsbedingung besagt, dass entlang einer Charakteristik die Summe aus 
Prandtl-Meyer-Winkel und Strömungswinkel konstant ist. Das Pluszeichen gilt für rechtslau-
fende (negative Steigung, c-) und das Minuszeichen für linkslaufende (positive Steigung, c+) 
Charakteristiken (Bild 3.3).  
 
Bild 3.3. Kompatibilitätsbedingung. 
An jedem Knotenpunkt (Bild 3.1) wird die entsprechende Geschwindigkeit V der Strö-
mung über die Geschwindigkeitsänderung über eine isentrope Kompression oder Expansion 
ermittelt (Gl. 3.3). 
( )dV VfdV
V
1Mad
2
=
−
−=β  (Gl. 3.3) 
Diese Gleichung kann numerisch oder graphisch nach folgender Beziehung gelöst wer-
den. 
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Unter Anwendung der Trapezregel (Sehnentrapezformel) ergibt sich folgender Zusam-
menhang, um das Integral zu lösen. 
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Aus dieser Gleichung wird iterativ die entsprechende Geschwindigkeit Vn+1 bestimmt 
und für die weiteren Rechnungen benutzt. Mit der Energiegleichung (Gl. 3.6) wird die stati-
sche Temperatur Tst iterativ als Funktion der Ruhetemperatur T0 und der Geschwindigkeit 
Vn+1 ermittelt. 
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Dabei wird für die temperaturabhängige Wärmekapazität cp folgende Näherung benutzt 
[101, 153]. 
( )4153142131211p TKTKTKTKK Rc ++++=  (Gl. 3.7) 
Die Koeffizienten K11 bis K15 sind stoffspezifisch und temperaturabhängig. Sie können 
der Literatur entnommen werden [101, 153]. Der Isentropenexponent γ wird aus der Bezie-
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hung der Wärmekapazitäten (cp, cV) bestimmt, die durch Einsetzen der zuvor ermittelten stati-
schen Temperatur Tst in die Gleichung für die Wärmekapazität berechnet werden. 
Rc
c
c
c
p
p
V
p
−
==γ  (Gl. 3.8) 
Die Schallgeschwindigkeit a ergibt sich aus folgender Beziehung mit den entsprechen-
den Stoffgrößen für γ und R des jeweiligen Fluids. 
stRTa γ=  (Gl. 3.9) 
Die lokale Mach-Zahl Ma wird nach folgender Beziehung bestimmt, wenn die lokale 
Schallgeschwindigkeit a berechnet ist. 
a
VMa =  (Gl. 3.10) 
Mit dem Strömungswinkel β werden die Geschwindigkeitskomponenten u und w in x- 
und z-Richtung errechnet. 
( )
( )β=
β=
sinVw
cosVu
 (Gl. 3.11) 
Der statische Druck pst wird anhand der Entropiegleichung (Gl. 3.12) bestimmt. Dabei 
wird von einer isentropen Expansion (ds = 0) ausgegangen. Bei bekannter Temperatur Tst und 
bekanntem Ruhedruck p0 lässt sich demnach der statische Druck pst berechnen. 
0
p
dpRdT
T
c
ds p =−=  (Gl. 3.12) 
∫
=
T
0T
p dT
T
c
R
1
0st epp  (Gl. 3.13) 
Die Dichte ρ wird aus der allgemeinen Gasgleichung mit den bekannten Größen ermit-
telt. 
st
st
RT
p
=ρ  (Gl. 3.14) 
Innere Netzpunkte 
Am Beispiel der inneren Knotenpunkte wird gezeigt, wie aus den angeführten Glei-
chungen schrittweise die Strömungsgrößen und schließlich die Koordinaten berechnet wer-
den. Aus geometrischen Überlegungen ergeben sich für die inneren Netzpunkte (Bild 3.4) 
unter Zuhilfenahme der Kompatibilitätsbedingungen (Gl. 3.2) die folgenden Gleichungen (Gl. 
3.15 bis Gl. 3.17) zur Berechnung der Koordinaten. 
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Bild 3.4. Charakteristikennetz im inneren Feld. 
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(Gl. 3.16) 
Um das innere Strömungsfeld zu bestimmen, werden zunächst die positiven und negati-
ven Charakteristiken (c+, c-) berechnet. Aus diesen ergeben sich der örtliche Prandtl-Meyer-
Winkel ν und der Strömungswinkel β. In Abhängigkeit vom Prandtl-Meyer-Winkel ν werden 
die Geschwindigkeit V, die statische Temperatur Tst, der Isentropenexponent γ, die Schallge-
schwindigkeit a, die Mach-Zahl Ma sowie der Machwinkel µ bestimmt. Mit den beiden Win-
keln µ und β werden geometrisch die Koordinaten x und y berechnet. Die Größe m dient der 
Vereinfachung und wird als Steigung zwischen den Punkten betrachtet. 
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 (Gl. 3.17) 
Eintrittsbedingungen 
Die Bedingungen am Eintritt der Düse legen zusammen mit dem Klappenwinkel und 
der Anfangskontur der Expansionsrampe die Düsenkontur fest. Der Anwender legt den Klap-
penwinkel und die Anfangskontur fest. Zu den Eintrittsbedingungen gehören folgende Para-
meter: 
• Mach-Zahl MaE 
• RuhetemperaturT0 
• Ruhedruck p0 
• Düsendruckverhältnis Π (Gl. 3.18) 
• Eintrittshöhe H 
Aus der Mach-Zahl MaE am Eintritt der Düse ergibt sich der Prandtl-Meyer-Winkel νE 
am Düseneintritt. Expansionsdüsen sind derart ausgelegt, dass sie auf Umgebungsdruck p∞ 
expandieren. Das Düsendruckverhältnis Π gibt das Verhältnis des Ruhedrucks der Düsen-
strömung p0,D zum statischen Druck der Außenströmung p∞ an. 
∞
=Π
p
p D,0
 (Gl. 3.18) 
Da der Ruhedruck p0,D innerhalb der Düse bei einer isentropen Strömung konstant 
bleibt, kann aus dem Kehrwert des Düsendruckverhältnisses die Mach-Zahl MaA am Düsen-
austritt mit der Entropie- (Gl. 3.12) und der Energiegleichung (Gl. 3.6) berechnet werden. Aus 
der Mach-Zahl wiederum ergibt sich der Prandtl-Meyer-Winkel νA, indem die Prandtl-Meyer-
Beziehung (Gl. 3.3) angewendet wird. 
Mit diesen Werten wird der maximale Umlenkwinkel δmax der Anfangskontur entspre-
chend den folgenden Gl. 3.19 bis Gl. 3.21 berechnet. Die Gleichung für den maximalen Um-
lenkwinkel ergibt sich aus der Kompatibilitätsbedingung und wird an folgender Graphik (Bild 
3.5) veranschaulicht. 
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Bild 3.5. Bestimmung des maximalen Umlenkwinkels. 
Zunächst wird der Prandtl-Meyer-Winkel ν nach dem Umlenken um δmax berechnet, 
wobei der Umlenkwinkel am Eintritt der Düse δE = 0° ist. 
maxE δ+ν=ν  (Gl. 3.19) 
Anschließend wird für die letzte, von der vorgegebenen Anfangskontur rechtslaufende, 
Charakteristik die entsprechende Kompatibilitätsbedingung (Gl. 3.2) aufgestellt. 
Θ+ν=δ+ν Amax  (Gl. 3.20) 
Nach Einsetzen und Umstellen nach δmax ergibt sich für den maximalen Umlenkwinkel 
der folgende Zusammenhang. 
( )( )Θ+ν−ν=δ )Ma(Ma
2
1
EEAAmax  (Gl. 3.21) 
3.1.2 Konturbestimmung 
Nach der Methode der Charakteristiken (MOC) ergeben sich die Gleichungen, mit de-
nen die Konturpunkte der Expansionsdüse berechnet werden. Um jeden Punkt im Charakte-
ristikenfeld eindeutig zu definieren, sind zwei Indizes i und j (Bild 3.6) erforderlich. Mit i 
werden im Allgemeinen die rechtslaufenden und mit j die linkslaufenden Charakteristiken 
bezeichnet. Begonnen wird mit dem Index i = 0, j = 0, und der letzte Punkt hat den Index 
i = n+1, j = 3n+2, wobei über n die Feinheit des Netzes gesteuert wird, also die Anzahl der im 
Punkt i = 0, j = 0 startenden Charakteristiken. Die Zahl n definiert die Anzahl der Charakteris-
tiken, die an den Umlenkungspunkten am Eintritt der Düse oben und unten entspringen. Im 
Folgenden werden detailliert die Schritte erläutert, die für die Auslegung der Gesamtdüse 
durchlaufen werden müssen. 
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Bild 3.6. Knotenpunkte und beispielhafte Indizierung des Charakteristikenfeldes. 
Anfangskontur der Expansionsrampe 
Der Anwender kann die Anfangskontur der Expansionsrampe frei wählen. Für den vor-
liegenden Fall wird die folgende Gleichung verwendet, wobei der Winkel θ durch Iteration 
ermittelt wird. 
( ) 22 x tan1Hy θ+=  (Gl. 3.22) 
Die Anfangskontur wird so gewählt, dass ein glatter Übergang mit einem Krümmungs-
radius entsteht, dem die Strömung ohne Ablösung folgt. Die Länge der Kontur richtet sich 
nach dem maximalen Umlenkwinkel δmax, der von der Eintritts-Mach-Zahl MaE und der Aus-
tritts-Mach-Zahl MaA abhängt. Die Anfangskontur wird so lange fortgeführt, bis die lokale 
Steigung der Kontur den Wert des maximalen Umlenkwinkels δmax erreicht. 
( )
( ) )tan(x tan1
tanx Hy max22
2
δ=
θ+
θ
=′  (Gl. 3.23) 
Indizes auf der Anfangskontur 
Die Indizes der Anfangskontur sind so gewählt, dass der erste Punkt den Index 
i = 1, j = 0 und der letzte den Index i = n+1, j = 0 besitzt. Programmtechnisch ergeben sich 
daraus folgende Gleichungen für die Punkte auf der Anfangskontur (mit i ≥ 2): 
i xx 0,i ∆=  (Gl. 3.24) 
( ) 220,i x tan1Hy θ+=  (Gl. 3.25) 
( )
( ) 







θ+
θ
=β
22
2
0,i
x tan1
x tanH
arctan  (Gl. 3.26) 
0,i0,10,i β+ν=ν  (Gl. 3.27) 
0,i0,i0,ic β+ν=−  (Gl. 3.28) 
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Die Punkte mit den Indizes i,j = n+1,0 und i,j = n,0 liegen aufgrund der Indizierung auf-
einander. 
Expansionsrampe 
Anhand von Bild 3.7 werden die Gleichungen zur Berechnung der Punkte der Expansi-
onsrampe hergeleitet. Aus geometrischen Überlegungen ergeben sich die im Vergleich zur 
Berechnung der inneren Netzpunkte leicht veränderten nachfolgenden Gleichungen. 
 
Bild 3.7. Konturpunkte der Expansionsrampe. 
j,1ij,i
j,1ij,i
νν
ββ
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=
=
 (Gl. 3.29) 
Die beiden gerade angeführten Gleichungen geben die Bedingung wieder, dass der Kon-
turwinkel dem Strömungswinkel gleicht, so dass die Charakteristik an der Kontur nicht reflek-
tiert wird. Im Weiteren resultieren daraus der Mach-Winkel (Gl. 3.30) und die Konturkoordi-
naten (Gl. 3.31). 
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 (Gl. 3.31) 
Klappe 
Für die Umlenkung an der unteren Klappe ergibt sich ein anderer Sachverhalt (Bild 
3.8), so dass hier die Gleichungen abweichen. Um eine minimale Länge von Expansionsram-
pe und Klappe zu erhalten, müssen die einfallenden Charakteristiken an der Klappe reflektiert 
werden, ohne dass sich deren Eigenschaften ändern. Dies wird durch eine Klappenkontur mit 
konstanter Steigung erreicht [42]. Der Startpunkt der Klappe hat den festen Index i = 0, wobei 
der Index j variabel ist und von der Netzdichte n abhängt. Bis zum Index j = n+1 gelten die 
folgenden Gleichungen für den Expansionsfächer. 
i = 0 
x0,1 = xstart_u 
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+
 (Gl. 3.32) 
 
Bild 3.8. Expansionsfächer infolge der Umlenkung der Klappe. 
Die Punkte der unteren Klappe mit dem Index j > n+1 werden nach der folgenden Glei-
chung (Gl. 3.34) berechnet, die sich aus der Betrachtung von Bild 3.9 ergibt. 
 
 
Bild 3.9. Konturpunkte der Klappe. 
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3.2 Schub 
Idealer Schub 
Der ideale Schub Fid einer asymmetrischen Expansionsdüse lässt sich aus der Impulsbi-
lanz berechnen. Dabei werden der Eintrittsimpuls im Einlauf und Verluste außer Acht gelas-
sen und lediglich der Austrittsimpuls betrachtet. Deshalb ergibt sich folgende Gl. 3.35 für den 
idealen Schub Fid, die bei kalorisch idealen Gase (γ = konst.) gilt [40, 46], wobei A* für den 
engsten Querschnitt steht. 

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 (Gl. 3.35) 
Wenn die Mach-Zahl am Eintritt zur Düse größer als 1 ist, gilt diese Gleichung nicht. In 
diesem Fall muss die folgende Gl. 3.36 benutzt werden (Herleitung s. Anhang). 
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Wie der ideale Schub für Luft bei einem konstanten Düseneintrittsquerschnitt AE von 
der Mach-Zahl am Eintritt der Düse MaE, dem Düsenruhedruck p0,D und dem Düsendruckver-
hältnis Π abhängt, zeigt Bild 3.10. Es verdeutlicht die zahlreichen Variations- und Kombina-
tionsmöglichkeiten, die sich aus den unterschiedlichen Strömungsbedingungen ergeben. So 
kann bei konstantem Düsenruhedruck das Düsendruckverhältnis schwanken, falls sich die 
Bedingungen der Außenströmung verändern. Bei gleichen Außenbedingungen können sich 
aufgrund des Verbrennungsprozesses Mach-Zahl und Düsendruckverhältnis verändern, was 
sich auf den idealen Schub auswirkt. Es wird ersichtlich, welche Größe in welche Richtung 
verändert werden muss, um den idealen Schub zu erhöhen: Diese Erhöhung kann erfolgen 
durch einen größeren Düsenruhedruck p0,D, ein größeres Düsendruckverhältnis Π oder eine 
kleinere Mach-Zahl am Düseneintritt MaE. Auch ein größerer Düseneintrittsquerschnitt AE, 
der allerdings bei den hier verwendeten Düsen konstant ist, erhöht den idealen Schub. Das 
Düsendruckverhältnis und der Düsenruhedruck sind über Gl. 3.18 verbunden, so dass nur be-
stimmte Kombinationen möglich sind, wenn der statische Druck der Anströmung und das 
Düsendruckverhältnis variiert werden. Die schwarze Linie in Bild 3.10 ist beispielhaft ge-
wählt und kennzeichnet die Isofläche des idealen Schubs, innerhalb derer die Kombination 
aus Mach-Zahl, Düsendruckverhältnis und Düsenruhedruck einen konstanten idealen Schub 
von Fid = 560 N liefert. 
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Bild 3.10. Idealer Schub in Abhängigkeit von der Mach-Zahl am Düseneintritt, dem Dü-
sendruckverhältnis und dem Düsenruhedruck bei einer festen Düseneintrittsfläche. 
Die folgenden unterschiedlichen Ansichten (Bild 3.11 (a) bis (c)) zeigen jeweils die 
Abhängigkeit des idealen Schubs von nur zwei Variablen, wenn die dritte konstant gehalten 
wird. In Bild 3.11 (a) und (b) wird deutlich, dass die Isolinien des idealen Schubs wegen der 
Gleichung für den idealen Schub (Gl. 3.35) gekrümmt sind, während es in Bild 3.11 (c) eine 
gerade Linie ist. Trägt man den idealen Schub direkt in Abhängigkeit vom Düsendruckver-
hältnis auf, ist der lineare Zusammenhang zwischen diesen beiden Größen zu erkennen (Bild 
3.11 (d)). 
 
a. Fid abhängig von p0,D und MaE. b. Fid abhängig von Π und MaE. 
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c. Fid abhängig von p0,D und Π. d. Fid abhängig von Π. 
Bild 3.11. Unterschiedliche Ansichten des idealen Schubs in Abhängigkeit von einzelnen 
Strömungsparametern. 
Der Isentropenexponent γ, der in Gl. 3.35 enthalten ist, wirkt sich ebenfalls auf den ide-
alen Schub aus. Durch den Einsatz anderer Gase als Luft wird der Isentropenexponent verän-
dert und damit auch der ideale Schub. In Bild 3.12 sind die Auswirkungen der Variation des 
Isentropenexponenten dargestellt, indem der ideale Schub für Luft (γ = 1,4), Schwefelhe-
xafluorid (γ = 1,1) und Argon (γ = 1,667) verglichen wird: Der ideale Schub steigt mit sin-
kendem Isentropenexponenten, da gleichzeitig die Mach-Zahl am Düseneintritt MaE aufgrund 
der internen Lavaldüse und der damit zusammenhängenden Expansion sinkt. Im umgekehrten 
Fall des Ansteigens des Isentropenexponenten sinkt der ideale Schub. 
 
Bild 3.12. Vergleich des idealen Schubs bei unterschiedlichen Isentropenexponenten. 
Die oben angegebene Formel für den idealen Schub (Gl. 3.35) ist nicht mehr gültig, 
wenn die Temperatur der Düsenströmung stark ansteigt und sich infolgedessen der Isentrope-
nexponent des Fluids verändert. In diesem Fall wird eine andere Beziehung (Gl. 3.37) be-
nutzt, mit der der ideale Schub in Abhängigkeit von der Temperatur berechnet werden kann. 
Entscheidend dabei ist die Bestimmung der Austrittsgeschwindigkeit VA, weil der Massen-
strom konstant bleibt und am Eintritt der Düse bekannt ist. 
AEEEAid VAVVmF ρ== &  (Gl. 3.37) 
Wie die fehlenden Größen im Einzelnen zu berechnen sind, wird im Anhang dargestellt. 
Wenn nun die Mach-Zahl am Düseneintritt MaE konstant gehalten wird, verändert sich der 
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ideale Schub mit der Ruhetemperatur der Düsenströmung T0,D bei einem festen Düsenruhe-
druck in folgender Weise (Bild 3.13). 
 
Bild 3.13. Idealer Schub in Abhängigkeit von der Temperatur bei Π = 500 und 
p0,D = 1,33 bar sowie konstanter Mach-Zahl am Düseneintritt MaE. 
Es ist zu erkennen, dass der ideale Schub im Bereich von 400 K bis 1200 K stark von 
der Ruhetemperatur abhängt und mit steigender Temperatur sinkt. Ab 1200 K steigt der ideale 
Schub mit der Temperatur wieder leicht an. Der Grund für dieses Verhalten liegt in der über-
proportionalen Zunahme der Geschwindigkeit am Düsenaustritt VA, die in die Berechnung 
des idealen Schubes einfließt. Bei geringeren Ruhetemperaturen bis 1200 K wiegt diese Ge-
schwindigkeitszunahme die Abnahme des Massenstroms infolge der mit der Temperaturerhö-
hung verbundenen Abnahme der Dichte nicht auf, erst ab höheren Ruhetemperaturen über 
1200 K hinaus macht sich der Effekt durch die Geschwindigkeitszunahme leicht bemerkbar. 
Bei dem im Experiment verwendeten Modell sind die Ruhetemperatur und die Mach-
Zahl über die Lavaldüse verknüpft, so dass sie nicht getrennt voneinander untersucht werden 
können: Die Mach-Zahl am Düseneintritt verändert sich mit der Ruhetemperatur wegen des 
mit der Temperatur sinkenden Isentropenexponenten. Wie der ideale Schub von der Ruhe-
temperatur unter den Bedingungen des Experiments abhängt, offenbart Bild 3.14. 
  
Bild 3.14. Idealer Schub in Abhängigkeit von der Temperatur bei Π = 500 und 
p0,D = 1,33 bar sowie veränderlicher Mach-Zahl am Düseneintritt. 
Hier zeigt sich, dass der ideale Schub kontinuierlich mit der Temperatur steigt. Das liegt 
vor allem daran, dass die Mach-Zahl am Düseneintritt aufgrund der Lavaldüse mit steigender 
Temperatur sinkt und dadurch der ideale Schub steigt, was auch an Gl. 3.35 deutlich wird. 
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Schubberechnung 
Bei dem in dieser Arbeit berechneten Schub handelt es sich um den Bruttoschub, den 
die Düse erzeugt. Um den Bruttoschub zu ermitteln, ist lediglich der Austrittsimpuls über die 
Austrittsfläche sowie die Druckkraft zu betrachten. Der Eintrittsimpuls ist für die Berechnung 
des Nettoschubs zu berücksichtigen. Die Bilanzgrenze für die Bruttoschubberechnung ist in 
Bild 3.15 dargestellt.  
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Bild 3.15. Bilanzgrenze für den Bruttoschub. 
Aus dieser Bilanzbetrachtung ergibt sich folgende Gl. 3.38 für den Impulssatz, in dem 
die Summe der äußeren Kräfte der Differenz der aus- und eintretenden Impulsströme gleich-
gesetzt wird: 
( ) ( )∫∫∫∫∫∑   ρ+∂ρ∂=−=+++= SVEinAusVKRPi dsnVVdVt
VIIFFFFF r
rr
r
&&
rrrrr
 (Gl. 3.38) 
Die Summe der äußeren Kräfte setzt sich dabei aus den Druckkräften FP, den Reibungs-
kräften FR, der Körperkraft FK (Auftrieb, Schub) und der Volumenkraft FV zusammen. Durch 
Auflösen der Gleichung nach der gesuchten Körperkraft FK resultiert folgende Gleichung: 
VRPEinAusK FFFIIF
rrr
&&
r
−−−−=  (Gl. 3.39) 
Die Volumenkraft ist in diesem Fall Null; die Reibungskraft kann experimentell an die-
ser Stelle nicht ermittelt werden und wird vernachlässigt, da sie bei reiner Betrachtung der 
Düse nur ungefähr 1 % des Schubs beträgt [44]. Die Druckkraft berechnet sich aus der Diffe-
renz des Umgebungsdrucks p∞ vor dem Scramjet-Triebwerk entlang der Eintrittsfläche und 
dem Druck p entlang der Austrittsfläche. Die Geschwindigkeit am Eintritt des Triebwerks 
wird für die Betrachtung des Bruttoschubs zu Null gesetzt, so dass der Impulsstrom am Ein-
tritt verschwindet. Für den Bruttoschub ist daher der Impulsstrom am Austritt maßgeblich. 
Dieses Vorgehen ist bei Ram- und Scramjetdüsen allgemein üblich [44]. 
Um den Austrittsimpuls und die Druckkraft am Austritt zu berechnen, müssen die Ge-
schwindigkeit und der Druck entlang der Linie S von A nach D (Bild 3.16, links) berücksich-
tigt und integriert werden. Da bei den experimentellen Untersuchungen die Werte entlang 
dieser Linie nicht ermittelt werden können, wird die Bilanzgrenze durch die Punkte B und C 
erweitert und damit durch die Linie ABCD ersetzt (Bild 3.16, rechts). 
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Bild 3.16. Veränderung der Bilanzgrenze am Düsenaustritt. 
Entlang der Linien AB und CD ist die Geschwindigkeit aufgrund der Haftbedingung an 
der Düsenoberfläche Null, sie muss daher nur entlang der Linie BC ermittelt werden. Da die 
Strömung als stationär angesehen werden kann, entfällt der instationäre Term ∂(ρV
r
)/∂t in  
Gl. 3.38. Die Gesamtkraft FK,Brutto – sowohl Schub als auch Auftrieb – auf den Körper der 
Düsenbreite b wird daher entsprechend der Bilanzgrenze nach folgender Formel  
(Gl. 3.40) berechnet, die sich aus der Impulsbilanz ergibt [46, 54]. 
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Mit dem Auslegungstool wird der Bruttoschub berechnet, den die ausgelegte Düse er-
zeugt. Im Folgenden wird dargestellt, wie der Druck entlang der Expansionsrampe und der 
Klappe, numerisch zu einer Druckkraft integriert wird. Bei der Berechnung des Schubes wird 
angenommen, dass der statische Druck im Punkt mit dem Index i,j auf einer Länge wirkt, die 
sich aus den Halbstrecken zwischen den jeweils benachbarten Punkten zusammensetzt (Bild 
3.17, rechts). Allgemein lassen sich die Gleichungen für die x- und y-Kraftkomponente fol-
gendermaßen schreiben: 
( ) ( ) 2j,1ij,1i2j,1ij,1ij,ij,ix 2
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Bild 3.17. Kraftangriffspunkt für die Kraftberechnung. Links: Expansionsrampe; 
rechts: Vergrößerung eines einzelnen Kraftangriffspunktes. 
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Dabei sind die Einflussgebiete für bestimmte Bereiche auf der Expansionsrampe und 
der Klappe eingeschränkt. Für den letzten Punkt auf der Expansionsrampe j = jmax gestaltet 
sich dies wie folgt (Bild 3.18). 
 
Bild 3.18. Kraftangriffspunkt des letzten Punktes auf der Expansionsrampe. 
Für den letzten Punkt der Klappe mit dem Index j = jmax gilt folgendes Einflussgebiet 
(Bild 3.19). 
 
Bild 3.19. Detailansicht des Kraftangriffspunktes auf der Klappe bei j = jmax. 
Um die Gesamtdruckkraft zu erhalten, werden die Kraftinkremente aufsummiert. 
∑= j,ixx dFF  (Gl. 3.43) 
∑= j,iyy dFF  (Gl. 3.44) 
Zum jeweiligen Druckanteil entlang der Kontur muss noch der Anteil von Druck und 
Geschwindigkeit am Düseneintritt addiert werden. Für die Gesamtkraft ergibt sich somit der 
folgende Zusammenhang. 
( ) ]H VppF[F 2EEE,stxges,x ρ+−+−= ∞  (Gl. 3.45) 
yges,y FF −=  (Gl. 3.46) 
2
ges,y
2
ges,xges FFF +=  (Gl. 3.47) 
Schubvektorwinkel und Schubbeiwert 
Schubvektorwinkel βf und Schubbeiwert cfg erlauben eine qualitative Aussage über die 
Düse [59]. Der Schubvektorwinkel soll so klein wie möglich sein, um den Aufwand der Rege-
lung des Flugkörpers gering zu halten. Der Schubbeiwert als Verhältnis von berechnetem 
Bruttoschub zu idealem Schub gibt an, wie groß die Verluste in der Düse durch Unterexpan-
sion infolge der Verkürzung der Düse sind. Die Richtung des Schubvektors ergibt sich aus 
Bild 3.20. Berechnet werden Schubvektorwinkel und Schubbeiwert [40, 46, 59] nach den 
folgenden Gleichungen. 
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Bild 3.20. Definition des Schubvektorwinkels. 
  
4 Experimentelle Methoden 
4.1 Windkanalmodelle 
4.1.1 Düsenkaltgasmodell 
Für die Simulation und Untersuchung der Interaktion zwischen Düsen- und Heckströ-
mung wurde ein Windkanalmodell verwendet, welches aus zwei Hauptbestandteilen besteht: 
Vorkörper und Düse. Zunächst waren die Untersuchungen auf kalte Düsenströmungen (Um-
gebungstemperatur) beschränkt, für die eine bereits vorhandene Düse (Bild 4.1) benutzt wur-
de. Diese Düse wurde im Rahmen des Japhar-Programms [106] entwickelt und wird in Kapi-
tel 4.1.1 genauer beschrieben. Ihre Geometrie ist dreidimensional ausgelegt, so dass ein pas-
sender generischer Vorkörper (Bild 4.1) konstruiert werden musste, um auf geeignete Weise 
verschiedene Strömungsbedingungen für die Düse zu erzeugen. Für die Lufteinspeisung wur-
de auf ein bereits bewährtes Konzept [46] zurückgegriffen: die seitliche Einspeisung des 
Strömungsmediums in den Vorkörper. 
 
Bild 4.1. Düsenkaltgasmodell bestehend aus Vorkörper und Expansionsdüse. 
Hierzu ist der Vorkörper im Innern mit einer Art Beruhigungskammer ausgestattet. Ein 
Gleichrichter innerhalb dieser Beruhigungskammer senkt den Turbulenzgrad und richtet die 
Strömung parallel aus. Die Düsenströmung muss zunächst auf Überschall beschleunigt wer-
den, da die untersuchte Düse eines Scramjet-Antriebs keinen engsten Querschnitt hat. Deshalb 
wurde eine symmetrische, ebene Lavaldüse ausgelegt und so in den Vorkörper integriert, dass 
sie nach Bedarf ausgewechselt werden kann. Dies ermöglicht, unterschiedliche Mach-Zahlen 
und Brennkammerbedingungen (Druck, Temperatur und Massenstrom) am Brennkammeraus-
tritt, d.h. vor Eintritt in die eigentliche Düse, zu simulieren. 
Das Windkanalmodell wird seitlich über eine Schwerthalterung an der Winkelverfahr-
einheit des H2K befestigt (Bild 4.2). Durch den Einsatz eines Adapters zwischen dem Modell 
und dem Schwert ist der Abstand ausreichend groß, um von der Vorderkante des Schwerts 
ausgehende Störungen der Düsenströmung zu vermeiden. Die Ruhebedingungen (Druck und 
Temperatur) vor dem Eintritt in den Vorkörper werden mit einer Druck- und Temperatur-
messeinheit ermittelt, die mit einem Pitot-Rohr und einem Thermoelement ausgestattet ist. 
Der Ruhedruckabfall von der Messeinheit bis zur Lavaldüse in der Beruhigungskammer wird 
berücksichtigt, indem mittels eines weiteren Pitot-Rohrs das Verhältnis zwischen den Druck-
bedingungen an diesen beiden Punkten bestimmt und kalibriert wird.  
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Bild 4.2. Einbau des Düsenkaltgasmodells im H2K. Links: Sicht von oben auf das Mo-
dell; rechts: Rückansicht. 
Das Düsenmodell hat insgesamt 51 Druckbohrungen mit einem Durchmesser von 
0,5 mm (Bild 4.3): Vier liegen auf der Innenseite der Klappe, drei auf der Seitewand, und 44 
befinden sich auf der Expansionsrampe in drei verschiedenen Ebenen: 30 entlang der Mit-
telachse, acht 15 mm rechts von der Mittelachse und sechs 30 mm links von der Mittelachse, 
jeweils in Strömungsrichtung betrachtet. Der statische Druck wird von diesen Punkten über 
Druckleitungen mit einem Durchmesser von 1,6 mm zu einem PSI-Modul übermittelt. Das 
PSI-Modul befindet sich im Vorkörper, wodurch die Leitungen kurz und Fehler aufgrund zeit-
licher Verzögerung klein gehalten werden. Die Bestimmung des statischen Drucks erlaubt 
Aussagen über die Druckverteilung und den Bruttoschub, den die SERN erzeugt.  
  
Bild 4.3. Druckbohrungen der dreidimensionalen asymmetrischen Expansionsdüse. 
Links: Photo der Düse; rechts: CAD-Skizze. 
4.1.2 Düsenheißgasmodell 
Für den Scramjet-Antrieb des Graduiertenkollegs wurde ein neues Düsenmodell ausge-
legt, das den Bedingungen am Austritt der Brennkammer dieses Scramjets angepasst ist. Da 
mit dem Modell Versuche bei aufgeheizter Düsenströmung durchgeführt wurden, mussten 
besondere Anforderungen an Material und Dichtungen berücksichtigt werden. Das Düsenmo-
dell ist bis zu einem maximalen Ruhedruck von 10 bar und einer maximalen Ruhetemperatur 
der Düsenströmung von 1000 K ausgelegt. Im Gegensatz zum vorher beschriebenen Modell 
ist es modular aus mehreren Einzelteilen aufgebaut. Diese können ausgewechselt und entspre-
chend angepasst werden, so dass das Modell für unterschiedliche Flugtrajektorien verwendet 
werden kann. Für die experimentellen Untersuchungen wurden zwei Expansionsrampen ge-
fertigt: eine aus PEEK (Poly-Ether-Ether-Keton) zur Untersuchung der Temperatur- und 
Wärmeflussverteilung mittels IR-Thermographie (Kapitel 4.3.3) und eine aus Stahl für Unter-
suchungen zur Druckverteilung auf der Expansionsrampe. Die Druckverteilung wurde sowohl 
flächig mit der Pressure Sensitive Paint (PSP) Methode (Kapitel 4.3.2.3) als auch diskret mit 
statischen Druckbohrungen (Kapitel 4.3.2.1) bestimmt. 
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Der Grundaufbau des Modells ist in Bild 4.4 dargestellt: Das zentrale Element ist die 
Druck- bzw. Beruhigungskammer, die nicht ausgewechselt wird. Sie leitet das Strömungsme-
dium zur Modelldüse und bildet gleichzeitig die Unterseite des Gesamtmodells. Sie muss gut 
isoliert sein und darf nur wenig Wärme an die Umgebung abgeben, damit die Wärmeverluste 
bei den Versuchen mit aufgeheizter Düsenströmung gering gehalten und solche Versuche 
überhaupt ermöglicht werden. Aufgrund der hohen Wärmelast ist die Beruhigungskammer 
aus mehreren einzelnen Teilen aus hoch warmfestem Chrom-Nickel-Stahl (X15CrNiSi25-21) 
zusammengeschweißt.  
Das Strömungsmedium wird über eine Zuleitung von außen zugeführt (Bild 4.4). Um 
Asymmetrieeffekte zu vermeiden, wird es mittig in die Beruhigungskammer eingespeist. Kurz 
hinter der Einspeisung ist ein Gleichrichter platziert, der den Turbulenzgrad der Strömung 
verringert. Hinter dem Gleichrichter befinden sich zwei Thermoelemente, eine Pitot-Druck-
Sonde und eine statische Druckbohrung in der gleichen Ebene, um die Ruhebedingungen für 
Temperatur und Druck der Düsenströmung zu messen. Die daran anschließende symmetri-
sche, ebene Lavaldüse beschleunigt die Strömung auf Überschall, bevor diese die asymmetri-
sche Expansionsdüse des Scramjet-Antriebs erreicht. Die Konstruktion erlaubt es, die Laval-
düseneinsätze auszuwechseln, um so verschiedene Mach-Zahlen am Brennkammeraustritt zu 
simulieren. 
 
 
Bild 4.4. Modularer Aufbau des Heißgasmodells und Innenansicht der Beruhigungs-
kammer. 
An der Beruhigungskammer sind die Heckklappe, die Expansionsdüse und der keilför-
mige Vorkörper befestigt. Diese Bauteile werden von zwei Seitenplatten und einem Deckel 
zusammengehalten. Der generische Vorkörper erzeugt ein Außenströmungsfeld, das dem ei-
nes realen Scramjet-Antriebs ähnlich ist. Die Seitenplatten gehen über die Ober- und Unter-
seite des Modells jeweils 15 mm hinaus und vermeiden eine Ab- oder Zuströmung der Au-
ßenströmung. Deshalb wird die Außenströmung im Bereich von Klappe und Expansionsram-
pe als zweidimensional angenommen. Die Geometrie der Düse und der Klappe wurde mit 
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einem eigenen, im vorherigen Kapitel beschriebenen Programm ausgelegt, das auf der Me-
thode der Charakteristiken (MOC) basiert.  
Wie das Düsenkaltgasmodell wird das Düsenheißgasmodell mit einem Adapter und ei-
nem Schwert an der Winkelverfahreinheit des H2K befestigt (Bild 4.5). Der Adapter dient 
auch hier dazu, durch Vergrößerung des Abstands zwischen Modell und Schwert Störungen 
der Düsenströmung zu vermeiden. 
    
Bild 4.5. Einbau des Düsenheißgasmodells im H2K. Links: Frontansicht; rechts: Seiten-
ansicht. 
Das Windkanalmodell ist 586 mm lang, 117 mm hoch und 110 mm breit und ist mit 
insgesamt 27 Druckbohrungen ausgestattet: 14 entlang der Mittelachse der Expansionsrampe, 
vier 20 mm rechts von der Mittelachse, vier 35 mm links von der Mittelachse, drei entlang der 
Mittelachse der Klappe und jeweils eine außen auf Klappe und Deckel in der Außenströmung 
(Bild 4.6). 
 
Bild 4.6. Druckbohrungen in allen Ebenen auf der Klappe und der Expansionsrampe.
4.2 Windkanal H2K 
Die experimentellen Untersuchungen wurden im Hyperschallwindkanal H2K der Abtei-
lung Windkanäle des Deutschen Zentrums für Luft- und Raumfahrt in Köln durchgeführt. Der 
Hyperschallwindkanal H2K ist ein blow-down-Windkanal, der in Abhängigkeit von den Test-
bedingungen eine Versuchszeit von bis zu 30 Sekunden erlaubt. Er ist mit fünf konturierten 
Lavaldüsen ausgestattet, die einen Austrittsdurchmesser von 600 mm besitzen. Verschiedene 
Anström-Mach-Zahlen Ma∞ von 5,3; 6; 7; 8,7 und 11,2 werden dadurch erreicht. Daneben 
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gibt es eine kleinere Düse mit 360 mm Durchmesser und Ma∞ = 4,8, bei der die Testzeit bis 
zu 40 Sekunden beträgt. Die hier dokumentierten Untersuchungen wurden ausschließlich bei 
einer Anström-Mach-Zahl von Ma∞ = 7 durchgeführt [104]. 
In Bild 4.7 sind der Hyperschallwindkanal und seine Komponenten schematisch darge-
stellt. Während des Versuchsbetriebs wird getrocknete Luft von einem Druckreservoir mit 
maximal 45 bar zu den elektrischen Erhitzern geführt. Diese heizen die Luft auf, um deren 
Kondensation in der Messstrecke zu vermeiden und Versuchsbedingungen bei höheren 
Enthalpien zu ermöglichen. Sie haben eine elektrische Leistung von 5 MW. Bis die Luft die 
gewünschten Bedingungen hinsichtlich Druck und Temperatur erreicht hat, wird sie über ein 
3/2-Wege-Ventil in die Atmosphäre geleitet. Sobald die Luft die entsprechenden Bedingun-
gen erfüllt, wird sie durch eine Lavaldüse beschleunigt und der Messkammer zugeführt. In der 
Messkammer befinden sich die Modelle im Freistrahl der Düse. Der Diffusor im Anschluss an 
die Messkammer fängt die Luft ein und führt sie zum Vakuumbehälter, während sie wieder 
abkühlt [104]. 
 
Bild 4.7. Schematischer Aufbau des Hyperschallwindkanals H2K. 
Bild 4.8 zeigt den Betriebsbereich des Hyperschallwindkanals in Abhängigkeit von der 
Anström-Mach-Zahl Ma∞ und der Anström-Reynolds-Zahl ReU (bezogen auf 1 m). Entspre-
chend der gewünschten Mach- und Reynolds-Zahl werden der Ruhedruck p0 und die Ruhe-
temperatur T0 eingestellt, woraus sich der jeweilige Massenstrom m&  der Kanalströmung er-
gibt. Die schwarzen Linien kennzeichnen die vorhandenen Windkanaldüsen. Für die Untersu-
chungen bei Ma∞ = 7 lassen sich Anström-Reynolds-Zahlen im Bereich von ReU = 2,5·106 bis 
ReU = 15·106 simulieren. Die beiden eingezeichneten Punkte markieren die hier verwendeten 
Messpunkte bei ReU = 4·106 und ReU = 8·106. 
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Bild 4.8. Betriebsbereich des Hyperschallwindkanals H2K. 
In Tabelle 4.1 sind die Bedingungen der Windkanalströmung für die beiden unter-
schiedlichen Anströmbedingungen bei ReU = 4·106 und ReU = 8·106 aufgelistet.  
Anström-Mach-Zahl Ma∞, - 7 7 
Statischer Druck der Anströmung p∞, Pa 260 515 
Statische Temperatur der Anströmung T∞, K 60 60 
Dichte der Anströmung ρ∞, kg m-3 0,015 0,029 
Ruhetemperatur der Anströmung T0, K 650 650 
Ruhedruck der Anströmung p0, Pa 10·105  21·105 
Anström-Reynolds-Zahl ReU, - 4·106  8·106 
Tabelle 4.1. Bedingungen der Windkanalströmung. 
Die Windkanaldüsenströmung wurde mit einem Pitot-Rechen in mehreren Ebenen hin-
ter dem Düsenaustritt vermessen, um die Mach-Zahl-Verteilung der Kernströmung zu ermit-
teln. In Bild 4.9 (a) sind die unterschiedlichen Messebenen sowie das Windkanalmodell (Ka-
pitel 4.1.2) samt Halterung und Pitot-Verfahreinheit (Kapitel 4.3.2.2) dargestellt. Die vermes-
senen Ebenen decken das gesamte Strömungsfeld ab, in dem sich das Windkanalmodell be-
findet. Der Rand jeder einzelnen Ebene hat dabei die Form eines Polygons und nicht eines 
Kreises, was eine axialsymmetrische Düsenströmung erwarten ließe. Der Grund dafür ist, 
dass für das Vermessen ein kreuzförmiger Pitot-Rechen benutzt wurde, der in diskreten Win-
keln von 30° gedreht wurde. Zwischen den einzelnen diskreten Punkten wurden die Werte 
linear interpoliert, so dass es zu dieser polygonalen Form der Pitot-Ebenen kommt. In der 
Ansicht der y-z-Ebene (Bild 4.9 (b)) ist zu sehen, dass sich das Windkanalmodell vollständig 
in der Kernströmung mit Ma ≈ 7 befindet und nicht vom Mach-Kegel beeinflusst wird, der am 
Düsenaustritt entsteht. 
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a. 3D-Ansicht. b. Ansicht der y-z-Ebene. 
Bild 4.9. Mach-Zahl-Verteilung in der Kernströmung im Nachlauf der Windkanaldüse 
und Umströmung des Windkanalmodells während des Versuchs. 
Der Durchmesser der Kernströmung beträgt dabei nur noch etwa 400 mm, da die 
Grenzschichtdicke am Ende der Windkanaldüse auf bis zu 30 % des Radius anwächst. Die 
Störungen, die von Pitot-Rechen (orange) und senkrechter Traverse (rot) ausgehen, wirken 
nur stromabwärts und beeinträchtigen daher nicht die Messergebnisse auf der Expansions-
rampe. Der Flansch der Luftzufuhr befindet sich außerhalb der Windkanalströmung, um Stö-
rungen zu vermeiden. 
In Bild 4.10 ist die Mach-Zahl-Abweichung der für Ma∞ = 7 benutzten Windkanaldüse 
in einer Ebene 100 mm stromabwärts vom Düsenaustritt dargestellt. Sie wurde mit einem 
Pitot-Rechen untersucht, um für die Interpretation der Messergebnisse die Qualität der Strö-
mung zu beurteilen. Es ergeben sich eine über den Querschnitt gemittelte Mach-Zahl  
Mamit = 7,07 und eine Standardabweichung von ± 0,6 %. 
 
Bild 4.10. Abweichung der realen Mach-Zahl von der Auslegungs-Mach-Zahl Ma∞ = 7. 
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Um die Düsenströmungen im Modell (Sekundärströmung) zu simulieren, wird in das 
jeweilige Düsenmodell ein Gas aus einem externen Druckspeicher geführt. Dieser hat ein Vo-
lumen von 10 m3 und eine maximale Druckbelastung von 150 bar. Über ein Regelventil wird 
der Speisedruck der Sekundärströmung konstant auf 50 bar gehalten, wobei der Luftdurchsatz 
über einen Kugelhahn gesteuert wird. Weitere Ventile und Blenden drosseln den Druck auf 
den im Modell gewünschten Wert. 
Sekundärerhitzer 
Um heiße Düsenstrahlen (Sekundärströmung) zu simulieren, wurde ein Sekundärlufter-
hitzer (Bild 4.11) für den Hyperschallwindkanal entwickelt. Diesem wird von außen ein Luft-
strom zugeführt, der im Innern von neun Heizspiralen mit einem Durchmesser von 24 mm 
erhitzt wird. Die maximale elektrische Leistung des Sekundärlufterhitzers beträgt 260 kW. Je 
nach Luftmassenstrom lassen sich damit Ruhetemperaturen von bis zu 1000 K bei einem ma-
ximalen Betriebsdruck von 60 bar erzielen. 
  
Bild 4.11. Elektrischer Zusatzerhitzer. Links: komplett; rechts: T-Stück zur Luftvertei-
lung. 
Bei den Versuchen wird der Luftstrom während der Aufwärmphase so lange in den Va-
kuumbehälter geblasen, bis die gewünschte Temperatur und der benötigte Druck erreicht sind. 
Sind die entsprechenden Werte erreicht, wird der Windkanal gestartet; der eigentliche Ver-
such beginnt. Dabei ist darauf zu achten, dass der Druck in der Vakuumkugel nicht über einen 
kritischen Wert steigt, der ein Starten des Windkanals verhindert. Bild 4.11 zeigt rechts den 
Sekundärlufterhitzer sowie die beiden isolierten Leitungen, die vom Sekundärlufterhitzer in 
die Atmosphäre und zum Modell im Windkanal führen. 
 
4.3 Messtechniken 
4.3.1 Schlierentechnik 
Der Name Schliere steht für Inhomogenitäten in transparenten Stoffen, welche das Licht 
unregelmäßig ablenken [107]. Die Methode der Schlierentechnik wird entweder für die Or-
tung oder für die Bestimmung von Brechungsindexgradienten verwendet. Mit ihr kann die 
erste Ableitung des Brechungsindexes n∂ / y∂  bestimmt werden [91]. Das Grundprinzip der 
Schlierentechnik besteht darin, die optische Projektion und die Lichtstreuung eines Gegens-
tandes so zu kombinieren [131], dass Inhomogenitäten im Medium als Intensitätsunterschiede 
sichtbar gemacht werden. 
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Die besondere Bedeutung der Schlierentechnik für die Strömungsuntersuchung liegt 
darin begründet, dass der Brechungsindex n und die Dichte ρ bei Gasen proportional zueinan-
der sind. Somit ermöglicht die Schlierentechnik, Form und Lage von Strömungsphänomenen, 
die durch Dichteschwankungen gekennzeichnet sind, experimentell zu visualisieren [107]. 
Solche Strömungsphänomene sind z.B. Verdichtungsstöße, Expansionswellen, abgelöste 
Grenzschichten und Transition. 
Dabei gilt folgende Gl. 4.1 zwischen Brechungsindex und Dichte, wobei der Gladstone-
Dale-Koeffizient k für Luft einen Wert von etwa 0,23 cm3g-1 besitzt. 
ρ=−  k1n  (Gl. 4.1) 
Der Koeffizient k ist proportional zur Wellenlänge λ. Bei größeren Wellenlängen ist das 
Brechungsvermögen größer, so dass kleinste Störungen besser mit Infrarotlicht als mit sicht-
barem Licht detektiert werden [131].  
Schlierenoptik im H2K 
In Bild 4.12 ist die typische Anordnung einer Schlierenoptik in Koinzidenzanordnung 
abgebildet, wie sie beim DLR für den Hyperschallwindkanal H2K benutzt wird. 
 
Bild 4.12. Schematischer Aufbau der Schlierenoptik in der Koinzidenzanordnung. 
Die Koinzidenzanordnung wird gewählt, weil die Dichte und die Dichtegradienten im 
Hyperschallwindkanal sehr gering sind [46]. Bei dieser Anordnung durchquert der Lichtstrahl 
die Messstrecke zweimal, so dass eine größere Empfindlichkeit erzielt wird. Die durch die 
Schlieren hervorgerufenen Lichtablenkungen sind bei der Koinzidenzanordnung doppelt so 
groß wie beim einmaligen Lichtdurchtritt [125]. 
Von einer punktförmigen Lichtquelle wird Licht ausgestrahlt, das von einer Linse ge-
bündelt auf eine Blende trifft. Das von der Blende ausgehende Licht wird üblicherweise über 
ein Prisma und einen Umlenkspiegel durch die Messkammer geleitet. Das Prisma hat aller-
dings den Nachteil, dass es einen leichten Versatz im Strahlengang verursacht. Dadurch wer-
den die Modellkanten und die Randbereiche der Dichtegradienten unscharf. Deshalb wurde in 
46 Experimentelle Methoden 
den für diese Arbeit durchgeführten Versuchen anstelle des Prismas ein Strahlteiler verwen-
det, bei dem dieser Nachteil nicht auftritt. Da der Strahl zweimal geteilt wird, erhält man nur 
ein Viertel der ursprünglichen Lichtintensität. Ob dies reicht, muss von Fall zu Fall betrachtet 
werden. 
Der vom Umlenkspiegel kommende Strahlengang durchsetzt die Messstrecke und trifft 
auf einen Parabolspiegel, der in seiner Brennebene ein reelles Bild des Blendenspalts entwirft, 
welches von der scharfen Schlierenkante (in [107] auch Schneide genannt) aufgefangen wird. 
Die Schlierenkante befindet sich in der Eingriffsebene und fängt den Teil der Lichtstrahlen 
ab, der aufgrund der Dichtegradienten in der Messstrecke abgelenkt wird. Das die Schlieren-
kante passierende Licht wird von einer Linse gebündelt und von einer Kamera aufgefangen, 
so dass die Dichtegradienten anhand von Intensitätsunterschieden lokalisiert werden. 
Um die Schlierenbilder zu visualisieren, stehen beim DLR Video- und Fototechnik zur 
Verfügung. Dabei ist zu beachten, dass die aufgenommenen Bilder Informationen eines drei-
dimensionalen Strömungsfeldes wiedergeben, die über die Tiefe gemittelt werden. Da die 
Windkanalmodelle als vergleichsweise breit angesehen werden, wird die Strömung als annä-
hernd zweidimensional betrachtet und der Einfluss der Strömung an der Modellseite vernach-
lässigt.  
4.3.2 Druckmesstechnik 
4.3.2.1 Statische Druckaufnehmer 
Mit statischen Druckmessungen wird der statische Druck pst der Strömung an der Mess-
stelle bestimmt. Als statischer Druck wird die Kraft pro Flächeneinheit bezeichnet, die senk-
recht auf ein zur Strömung paralleles Körperelement wirkt. Aus der Verteilung des statischen 
Drucks entlang der Düsenkontur lassen sich Bruttoschub und Auftrieb berechnen. Um den 
statischen Druck der Strömung zu messen, wird eine Bohrung mit einem Durchmesser von 
Di = 0,5 mm in der Modelloberfläche senkrecht zur Strömung gefertigt [26]. Die Bohrung 
wird über ein dünnes Rohr mit Di = 1 mm und einen Schlauch mit Di = 1,6 mm mit dem 
Druckaufnehmer verbunden. Von der Genauigkeit und Geometrie der Wandbohrung hängt in 
starkem Maße die Qualität der Messergebnisse ab [105]. 
Die Druckaufnehmer werden in der Regel innerhalb der Messkammer platziert; beim 
Düsenkaltgasmodell sogar innerhalb des Modells. Dadurch werden die Verbindungsleitungen 
vom Messort zum Druckaufnehmer kurz gehalten, was die Ansprechzeit verringert und somit 
die Messgenauigkeit erhöht. Als Druckaufnehmer werden Messmodule der Firma Pressure 
Systems Incorporated (PSI) verwendet. Diese stehen in verschiedenen Ausführungen mit un-
terschiedlicher Druckempfindlichkeit zur Verfügung; entsprechend dem zu erwartenden 
Druck werden sie ausgewählt. Eingesetzt werden Messmodule mit dem Maximaldruck von 1, 
5, 15 und 100 psi (1 psi = 68,95⋅10-3 bar) und können an 16, 32 oder 48 Druckmessstellen 
gleichzeitig messen. Die Messgenauigkeit der einzelnen Messmodule ist in Tabelle 4.2 ange-
geben. Innerhalb der Messmodule wird der Druck über ein Drucksensorelement aus Silizium 
unter Nutzung des piezoresistiven Effekts in eine elektrische Spannung umgewandelt [105].  
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Messgenauigkeit Modul 
% ·10-3 psi mbar 
1 psi 0,20 2,0 0,14 
5 psi 0,15 7,5 0,52 
15 psi 0,15 22,5 1,55 
100 psi 0,15 150,0 10,34 
Tabelle 4.2. Messgenauigkeit einzelner PSI-Druckmessmodule. 
Ein außerhalb der Messkammer befindlicher System-Prozessor erhält die Messdaten als 
elektrische Voltwerte. Mit zuvor durchgeführten Kalibrierungen werden die Voltwerte in 
Druckwerte umgerechnet. Bild 4.13 zeigt schematisch den Aufbau des gesamten Druckmess-
systems. PC-Units 1 und 2 werden für die Kalibrierung bei einem unterschiedlichen Refe-
renzdruck benutzt. Beim Steuercomputer laufen die Messung des Drucks und die Datenerfas-
sung zusammen. Während des Versuchs werden die Druckwerte mit einer Frequenz von 3 Hz 
abgefragt und an den Steuercomputer übermittelt. 
 
Bild 4.13. System zur Messung des Drucks von Pressure Systems, Inc. [112]. 
4.3.2.2 Pitot-Sonde 
Mit Hilfe von Pitot-Druckmessungen wird der örtliche Ruhedruck p0 der Strömung an 
der Messstelle bestimmt. Dazu wird eine Messsonde in die Strömung gebracht. Das Pitot-
Rohr bietet die einfachste Art, mit einer Messsonde den Ruhedruck zu messen (Bild 4.14). 
Dieses offene Metallröhrchen misst an seinem Sondenkopf den örtlichen Ruhedruck der Strö-
mung [105]. Im Überschall stellt sich durch das Einbringen des Pitot-Rohrs in die Strömung 
ein abgelöster Stoß vor das Rohr [6], so dass nicht der örtliche Ruhedruck der Strömung, son-
dern der Ruhedruck hinter dem Verdichtungsstoß gemessen wird. Bei der Verwendung von 
Messsonden ist deren Winkelempfindlichkeit zu beachten; denn das Messergebnis ist von der 
Orientierung der Sonde in der Strömung abhängig [105]. In [105] werden die Abhängigkeiten 
der Messfehler vom Verhältnis von Innen- zu Außendurchmesser der Messsonde aufgezeigt. 
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Bild 4.14. Verdichtungsstoß vor einem Pitot-Rohr im Überschall. 
Unter der Voraussetzung eines konstanten Ruhedrucks der Düsenströmung p0,D und ei-
nes isentropen Düsenströmungsfeldes lässt sich die Mach-Zahl Ma1 vor dem Stoß iterativ 
nach folgender Formel (Gl. 4.2) bestimmen [103], die nur für eine Überschallströmung gilt. 
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Der Ruhedruck pPitot ist der Druck, der mit dem Pitot-Rohr gemessen wird, γ der  
Isentropenexponent des Mediums und p0,D der Ruhedruck der Strömung vor dem Stoß. Alter-
nativ ist die Verwendung von Tabellen wie in [103] möglich. 
Die Pitot-Druckmessungen werden dazu benutzt, das Strömungsfeld im Nachlauf der 
Düse zu untersuchen. Hier wird ein Pitot-Rechen eingesetzt, der aus 14 einzelnen Pitot-
Rohren besteht. Diese sind in einem Abstand von 6 mm nebeneinander an einer Halterung 
positioniert. Die Halterung kann in horizontaler (x) und vertikaler (z) Richtung bewegt wer-
den, so dass das gesamte Strömungsfeld im Nachlauf der Düse untersucht werden kann. Bild 
4.15 zeigt die gesamte Verfahreinrichtung, wie sie für die experimentellen Untersuchungen 
des Düsenkaltgasmodells (Kapitel 5) eingesetzt wurde. An ihrem Ende befindet sich der Pitot-
Rechen. 
 
Bild 4.15. Halterung und Verfahreinheit für den Pitot-Rechen beim Kaltgasmodell. 
Die Halterung wird mittels eines Linearmotors vertikal verfahren, während ein Poten-
tiometer die Wegstrecke misst. Die komplette Einheit aus Linearmotor, Potentiometer, Halte-
rung und Pitot-Rechen wird in horizontaler Richtung verschoben. Die erreichte räumliche 
Auflösung der Pitot-Druckmessungen hängt von den Schrittgrößen in x- und z-Richtung ab, in 
diesem Fall wurden die Schrittweiten ∆x = 30 mm und ∆z = 2 mm benutzt. Für jede x-
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Position wurde ein Netz von Punkten in der y-z-Ebene mit den Schrittgrößen ∆y = 6 mm und 
∆z = 2 mm gemessen. Um die gemessenen Druckwerte kontinuierlich darzustellen, werden 
die Werte zwischen den diskreten Punkten interpoliert. Wie bei den statischen Druckmessun-
gen sind die Pitot-Rohre mit einem PSI-Modul des Messbereichs bis 15 psi verbunden, das 
die Druckwerte aufnimmt und im Scanner-Interface digitalisiert. Von dort werden sie an den 
Computer weitergegeben, wo die Druckwerte abgelesen und bildlich dargestellt werden. 
Für die Pitot-Druckmessungen an dem neu ausgelegten Windkanalmodell (Kapitel 
4.1.2) wurde ein neuer Pitot-Rechen gefertigt, der 26 Pitot-Rohre über eine Breite von 
147 mm in Abständen von 6 mm hat. Seine räumliche Auflösung beträgt in y-Richtung eben-
falls ∆y = 6 mm und ist in z-Richtung aufgrund der benötigten Zeit für eine Druckmessung 
von der Geschwindigkeit des Linearmotors abhängig, der die senkrechte Traverse antreibt. 
Der Pitot-Rechen wird durch ein Schwert gehalten, das mit zwei unabhängig voneinander 
arbeitenden Traversen in Strömungsrichtung und z-Richtung bewegt werden kann (Bild 4.16). 
Dadurch kann der Nachlauf der Düsenströmung in mehreren Ebenen vermessen und ein 
räumliches Strömungsbild erstellt werden. 
   
Bild 4.16. Halterung und x-z-Verfahreinheit für den Pitot-Rechen beim Heißgasmodell. 
Links: Zeichnung; rechts: Photo. 
4.3.2.3 Pressure Sensitive Paint (PSP) Methode 
Die Pressure Sensitive Paint Methode erlaubt eine flächige, weitestgehend berührungs-
lose Messung des statischen Drucks der Strömung. Voraussetzung für die Anwendung der 
PSP-Methode ist ein optischer Zugang zum Modell im jeweiligen Windkanal. Sie liefert qua-
litative und quantitative Druckinformationen [86] auch an den Punkten, an denen Druckboh-
rungen aufgrund von Platzmangel nicht angebracht werden können [124]. Dies gilt besonders 
in der Nähe von dünnen Kanten und scharfen Ecken [84]. Im Vergleich zu Druckbohrungen 
ermöglicht das Messen der Druckverteilung über die gesamte Düsenfläche genauere Aussa-
gen über Kräfte und Momente der Düse [85]. Heutige Drucksensoren messen zwar genauer, 
aber die Vorteile beim PSP liegen darin, dass Druckbohrungen, die die Oberfläche beeinträch-
tigen, nicht benötigt werden und Modelle so nicht deformiert werden [31, 84, 146]. Darüber 
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hinaus werden sowohl die Fertigungskosten und -zeit als auch die Kosten für Drucksensoren 
und Kalibrierinstrumente verringert bzw. eingespart [1, 97]. Die Genauigkeit der PSP-
Methode weicht um etwa 1 % ab von der der konventionellen Druckmessmethode (statische 
Druckbohrungen) [31, 84], wenn die Intensitätsmethode angewandt wird. Auf diese wird im 
Gegensatz zur Lebensdauermethode in dieser Arbeit im Weiteren näher eingegangen.  
Die PSP-Methode wurde im Institut für Aerodynamik und Strömungstechnik des DLR 
in Göttingen in den letzten Jahren stetig weiterentwickelt und verbessert. Sie wurde erfolg-
reich im Unterschall und Transschall angewandt, wobei sie für unterschiedliche Applikatio-
nen genutzt wurde. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde die Methode mit Hilfe der 
Mitarbeiter aus Göttingen auf die Anwendung bei supersonischen Düsenströmungen ange-
passt und in experimentellen Untersuchungen angewandt. 
Physikalisch-chemisches Prinzip der PSP-Methode 
Die PSP Methode basiert auf dem Prinzip der Deaktivierung photochemisch angeregter 
organischer Farbmoleküle, Luminophore genannt, durch die Reaktion mit Sauerstoffmolekü-
len [86]. Dieser Prozess wird Quenching (Auslöschung) genannt und ist auf das Konzept der 
Quantelung von molekularen Anregungszuständen, den Elektronenspin des Sauerstoffs und 
auf die verschiedenen Prozesse der Energierelaxation zurückzuführen. Er wurde zum ersten 
Mal 1935 von Kautsky und Hirsch beschrieben [81]. Bild 4.17 zeigt schematisch den Ablauf 
dieses Prozesses. Wenn Luminophore, die sich innerhalb einer Polymerschicht befinden, 
Licht absorbieren, werden ihre Elektronen auf ein höheres Energielevel gehoben [86]. Von 
diesem höheren Energielevel aus können sie auf zwei Arten wieder Energie abgeben und in 
ihren Grundzustand zurückkehren: durch Aussenden von Licht (Lumineszenz) nach einer 
charakteristischen Zeit oder durch strahlungsfreie Prozesse, wie z.B. die Kollision mit Sauer-
stoffmolekülen oder interne Relaxation [84]. Das emittierte Licht ist zu höheren Wellenlängen 
im Vergleich zur Anregungswellenlänge verschoben, weil es im Vergleich zum absorbierten 
Licht Photonen mit geringerer Energie aussendet [146]. 
 
Bild 4.17. Quenching-Prozess eines angeregten Farbmoleküls. 
Stoßen die angeregten Luminophore mit Sauerstoffmolekülen zusammen, nimmt die 
Anzahl der strahlungsfreien Relaxation zu [146]. Die Sauerstoffmoleküle befinden sich auf-
grund des Energieaustauschs in einem angeregten Zustand, der sehr instabil ist. Nach etwa 
40 µs kehren sie daher wieder in den Grundzustand zurück. Die Anzahl der angeregten Lumi-
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nophore und die Intensität der Fluoreszenz sind proportional zur Anregungsintensität [84]. 
Die Kollision mit Sauerstoffmolekülen verringert die emittierte Fluoreszenz, so dass die In-
tensität der Fluoreszenz von der Anzahl der Sauerstoffmoleküle 
2On  bzw. vom Partialdruck 
des Sauerstoffs 
2Op  abhängt [85]. Denn nach dem Henryschen Gesetz ist die Anzahl der Sau-
erstoffmoleküle innerhalb einer Polymerschicht proportional zum Partialdruck des Sauerstoffs 
oberhalb dieser Schicht [146]. Der Quenching-Prozess beeinflusst die Intensität und Lebens-
dauer der Lumineszenz der Luminophore. Die Stern-Vollmer-Gleichung (Gl. 4.3) beschreibt 
den Zusammenhang zwischen der Quantenausbeute und der Lebensdauer auf der einen Seite 
und der Auslöschkonzentration auf der anderen Seite. Dabei steht φ für die Quantenausbeute, 
τ für die Lebensdauer, Kq für die Quenchkonstante und 2On  für die Anzahl der Sauerstoffmo-
leküle. Der Index 0 bezeichnet Quantenausbeute und Lebensdauer ohne den Einfluss von Sau-
erstoff [84]. 
2Oq
0 n K1+=
ϕ
ϕ
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2Oq
0 n K1+=
τ
τ
 (Gl. 4.3) 
Jede Polymerschicht mit Luminophoren besitzt individuelle Parameter für die Quench-
konstante Kq, so dass es zu Nichtlinearitäten im Quenchverhalten der Polymer-Luminophor-
Komposition kommt. Folgende Gl. 4.4 beschreibt dieses nichtlineare Verhalten.  
200 pCpB1 ′+′+=
ϕ
ϕ
=
τ
τ
 (Gl. 4.4) 
Die Koeffizienten B′  und C′  stellen das Verhalten der Luminophore, des Quenchers 
(Sauerstoff) und des Polymers dar. Da sie temperaturabhängig sind, muss die Oberflächen-
temperatur des Modells während der Windkanalexperimente bekannt sein. Die Temperatur-
abhängigkeit stellt für quantitative Messungen eine Fehlerquelle dar und wird in der folgen-
den Gl. 4.5 berücksichtigt.  
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 (Gl. 4.5) 
Eine direkte Bestimmung der Lebensdauer der Luminophore ist wegen des zeitlichen 
Verhaltens der Abklingkurve messtechnisch schwer zu bewerkstelligen [30], wurde aber be-
reits mehrfach erfolgreich durchgeführt [28, 83, 122]. Der Nachteil dabei ist die Schwierig-
keit, die Methode flächendeckend anzuwenden, weil sehr schnelle Kameras erforderlich sind. 
Es ist einfacher, die integrale Fluoreszenzintensität zu messen, was als Intensitätsmethode 
bezeichnet wird [84]. Definiert ist die Fluoreszenzintensität J nach folgender Gl. 4.6. 
( )ϕ−= κ′  101IJ lEe  (Gl. 4.6) 
Die Lumineszenzintensität I, die ein Detektor Ω von einem Ort R auf dem Modell emp-
fängt, ergibt sich nach folgendem Zusammenhang. 
( )R JI Ω=  (Gl. 4.7) 
Mit Gl. 4.5 und Gl. 4.6 erhält man nach Einsetzen folgenden Zusammenhang für die am 
Detektor Ω vom Punkt R empfangene, druck- und temperaturabhängige Lumineszenzintensi-
tät I (Gl. 4.8). 
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Die Intensität I0(p0,T0,R) muss bei bekannten Druck- und Temperaturbedingungen ge-
messen werden, weil die Intensität für jeden Bildpunkt unterschiedlich ist [84]. Dazu wird ein 
52 Experimentelle Methoden 
Referenzbild bei bekannten Bedingungen und ohne Strömung (wind-off) erstellt. Für die In-
tensität bei Strömungsbedingungen (wind-on) ergibt sich mit der Annahme, dass der lokale 
Parameter R zwischen zwei Bildaufnahmen konstant ist, folgende Beziehung. 
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Diese Gleichung lässt sich weiter umformen, weil die Intensität nur noch von Druck und 
Temperatur abhängt. 
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Diese Gleichung wird so umgestellt, dass die Druckwerte aus den gemessenen Intensitä-
ten berechnet werden können. 
( ) ( ) ( )
2
00
I
I
 TC
I
I
 TBTAp 





++=  (Gl. 4.11) 
Die Koeffizienten A, B und C sind Kalibrierkoeffizienten und werden als quadratische 
Funktion der Temperatur angenähert [109]. 
 
Optischer Sensor 
Bei der PSP-Methode wird ein Leuchtfarbstoff als optischer Drucksensor auf die Mo-
delloberfläche aufgetragen. Er besteht für die hier durchgeführten Versuche aus drei Schich-
ten, die nacheinander auf die Modelloberfläche aufgetragen werden: der weißen Deckschicht, 
der Kontaktschicht und der aktiven Schicht mit den Luminophoren (Bild 4.18). Die Deck-
schicht ist zusammengesetzt aus einer speziellen weißen Farbe, die für eine optische Unifor-
mität auf der Modelloberfläche sorgt und die Reflexion des Lichts verstärkt. Die Kontakt-
schicht dient einer Adhäsion zwischen Deckschicht und aktiver Schicht. Die aktive Schicht 
besteht aus drei Hauptbestandteilen: 1. einer Polymerschicht (Bindemittel), die möglichst hy-
perpermeabel (durchlässig) für Sauerstoff ist; 2. einem drucksensitivem Luminophor, der in 
der Polymerschicht verteilt ist; 3. den Luminophoren, die nur sensibel gegenüber der Anre-
gungsintensität und nicht gegenüber Druck und Temperatur sind, um die inhomogene Intensi-
tätsverteilung zu korrigieren. 
 
Bild 4.18. Aufbau der PSP-Beschichtung. 
Die Sauerstoffdurchlässigkeit und damit die Lumineszenzintensität variieren mit der 
verwendeten Polymerschicht und sind von der Schichtdicke l abhängig [84]. Eine geeignete 
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Polymerschicht ist ein Schlüsselfaktor für die Qualität der PSP-Messungen [1]. Die Durchläs-
sigkeit der Polymerschicht darf nicht zu hoch sein, damit nicht alle Luminophore ausgelöscht 
werden. Sie darf jedoch auch nicht zu gering sein, so dass die Luminophore innerhalb ihrer 
Lebensdauer durch Quenching ausgelöscht werden. Um die höchste Intensität zu erhalten, 
muss die Zahl der Luminophore so hoch wie möglich sein, ohne dass sie zu nah aneinander 
liegen und es zu intermolekularem Quenching kommt. 
Die Luminophore müssen innerhalb ihrer Lebensdauer τ von den in den Binder diffun-
dierten Sauerstoffmolekülen ausgelöscht werden, damit eine druckabhängige Intensitätsände-
rung erfasst wird [31]. Die Diffusion des Sauerstoffs ist ein zeitabhängiger Prozess und be-
stimmt das Ansprechverhalten des optischen Sensors. Dieses hängt von der Schichtdicke l und 
dem Diffusionskoeffizienten von Sauerstoff D ab und wird durch folgende Beziehung (Gl. 
4.12) beschrieben [84, 146]. 
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Die aktive Schicht wird bei den hier durchgeführten Versuchen mit einer Sprühpistole 
auf die anderen Schichten aufgetragen, um eine homogene Verteilung zu gewährleisten. Des 
Weiteren sollte die Polymerschicht eine hohe Elastizität sowie eine Kristallisationstemperatur 
unterhalb der bei den Versuchen auftretenden Temperaturen aufweisen. Diese Bedingungen 
erfüllen bestimmte Silikone, die aufgrund ihrer Transparenz die charakteristische Quanten-
ausbeute φ des optischen Sensors steuern. Silikone haben eine Quantenausbeute von bis zu 
10 % und den Vorteil, hydrophobisch, d.h. unempfindlich gegenüber Feuchtigkeitsänderun-
gen im Windkanal zu sein [34, 84].  
 
Praktische Anwendung im H2K 
Für die praktische Anwendung wird der optische Drucksensor kalibriert, um eine quan-
titative Druckverteilung aus den Rohbildern zu erstellen, die auf der Modelloberfläche von 
den Kameras aufgenommen werden. Dies wird auf zwei unterschiedlichen Wegen durchge-
führt: 1. Eine Testprobe wird während des Beschichtens des Modells mit der gleichen Farbe 
und auf gleiche Weise beschichtet und in einer Kammer einem bekannten Druck und einer 
bekannten Temperatur ausgesetzt. Die Testprobe wird in der Kammer bei variablem Druck 
und variabler Temperatur kalibriert, um die temperaturabhängigen Kalibrierkonstanten zu 
bestimmen und die Druckwerte zu korrigieren. 2. Das gesamte beschichtete Modell wird im 
Hyperschallwindkanal H2K (in-situ) kalibriert, wo es bekannten, stationären Druckbedingun-
gen (wind-off) ausgesetzt wird. Der Vorteil, im Windkanal vor Ort zu kalibrieren, besteht 
darin, dass für jedes Pixel des aufgenommenen Bildes ein eigener Kalibrierdatensatz vorliegt. 
Dies ermöglicht eine maximale Druckauflösung [29]. Bild 4.19 zeigt die Stern-Vollmer-
Kurven der beiden unterschiedlichen Kalibrierungsmöglichkeiten (jeweils normiert auf 
100 mbar). Die Kurven sind nicht identisch, weil sie unterschiedliche Steigungen haben. Auf-
grund anderer und größerer Ungenauigkeiten bei der Interpretation der PSP-Ergebnisse (z.B. 
Temperatureinflüsse) und der sehr geringen Differenz der Kurven wird dies nicht als signifi-
kanter Einfluss auf die Ungenauigkeit gewertet [10]. Daher können die Ergebnisse der in-situ-
Kalibration benutzt werden, mit der Einschränkung, dass sie bei einer einzigen Umgebungs-
temperatur im Windkanal durchgeführt wurde. 
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Bild 4.19. Ergebnisse der Kalibrierung der DLR 02-Farbe sowohl in der Kalibrierungs-
kammer als auch in-situ im H2K. 
Die Temperatur der Modelloberfläche wurde während der Versuche (wind-on) mit der 
IR-Kamera Thermacam SC3000 der Firma FLIR Systems ermittelt (Kapitel 4.3.3). Dies ist 
wichtig, weil die Quantenausbeute und die Lebenszeit der Strahlung der Luminophore von der 
Temperatur abhängen [73, 84]. Die Quantenausbeute beschreibt das Verhältnis der Anzahl der 
emittierten und der absorbierten Photonen. Die Herstellung einer temperaturunabhängigen 
Farbe ist beim gegenwärtigen Stand der Forschung unwahrscheinlich. Die Kombination aus 
PSP- und TSP- (temperature sensitive paint) Methode ermöglicht eine direkte Temperaturkor-
rektur und ist technisch derzeit bereits möglich [73]. In Bild 4.20 ist die Temperaturverteilung 
auf der Expansionsrampe für wind-off- (unmittelbar vor dem Versuch aufgenommen) und 
wind-on-Bedingungen dargestellt: Sie ist während des Versuchs nicht homogen, sondern hat 
eine räumliche Temperaturvariation ∆T von ungefähr ±2 K. 
      
Bild 4.20. IR-Thermographie-Ergebnis für wind-off (links) und wind-on (rechts). 
Der Einfluss dieser Temperaturvariation ∆T = ±2 K auf die berechneten PSP-Ergebnisse 
wurde untersucht: Die PSP-Ergebnisse wurden für einen Versuch berechnet mit drei unter-
schiedlichen Temperaturen, 286,6 K, 288,6 K und 290,6 K. In Bild 4.21 sind sie mit den Er-
gebnissen der PSI-Messungen verglichen. Es wird deutlich, dass der Einfluss der Temperatur 
auf die PSP-Ergebnisse nicht vernachlässigt werden darf. Die Temperaturvariation führt zu 
einer fast konstanten Verschiebung (off-set) der Druckwerte. Deshalb ist es wichtig, die Tem-
peraturverteilung entlang der Expansionsrampe zu messen, um den Druck möglichst genau zu 
bestimmen. 
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Bild 4.21. Effekt einer Temperaturvariation von ±2 K auf die PSP-Ergebnisse. 
Die für die hier dokumentierten Versuche verwendete Farbe DLR02 wurde in Zusam-
menarbeit mit den Instituten für Organische Chemie der Universitäten Göttingen und Hohen-
heim entwickelt. Sie enthält ein Pyren-Derivat als drucksensitiven Farbbestandteil und einen 
Europiumkomplex als Referenzfarbbestandteil. Die beiden Komponenten absorbieren UV-
Strahlung und emittieren Strahlung mit höheren Wellenlängen. Bild 4.22 zeigt das Emissions-
spektrum von DLR02 bei einer Anregungswellenlänge von 337 nm bei Druckbedingungen 
von 100 mbar und 1000 mbar. 
 
Bild 4.22. Emissionsspektrum der auf Pyren basierenden Farbe DLR02. 
Um die Luminophore anzuregen, wird eine Xenonblitzlichtlampe mit einer Frequenz 
von 20 Hz benutzt. Das ausgehende Licht wird auf vier Lichtleitfaserkabel mit einer Länge 
von 3 m verteilt. Die Lichtleitfaserkabel werden über ein Rohr, das innerhalb der Teststrecke 
befestigt ist, bis auf ca. 0,5 m an das Modell herangeführt (Bild 4.23). Ein DUG-11-Filter am 
Ende des Lichtleiterrohrs filtert alle Wellenlängen bis auf die des Anregungslichts heraus. 
Zwei gekühlte CCD-Kameras der Firma PCO mit einer 12-bit-Auflösung und einer Belich-
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tungszeit von 1,7 s werden benutzt, um die Bilder aufzunehmen. Die Fluoreszenz, angeregt 
durch insgesamt 34 Blitzlichtlampenimpulse, wird auf den CCD-Chips gespeichert, so dass 
man ein über die Messzeit gemitteltes Druckniveau erhält. Vor den Kameras sind Filter instal-
liert, um für eine Kamera nur die drucksensitiven Signale im blauen Wellenlängenbereich 
(450 nm bis 550 nm) und für die zweite nur die druckunabhängigen Referenzsignale im roten 
Wellenlängenbereich (600 nm bis 650 nm) durchzulassen (Bild 4.22). 
 
Bild 4.23. Experimenteller Aufbau für die PSP-Methode. 
Die Datenerfassung des DLR-PSP-Systems und die des H2K werden so gekoppelt, dass 
ein Datenaustausch erfolgen kann. Der PSP-PC übergibt die Daten dabei an eine Sun-
Workstation, die die DLR-Software „ToPas“ (Threedimensional optical Pressure Analysis 
System) enthält. Auf dieser werden die Daten gespeichert und weiterverarbeitet, so dass ein 
erster schneller Blick auf die Messergebnisse nach jedem Versuch möglich ist. Die vollstän-
dige Auswertung erfolgt im Anschluss an die Messkampagne. 
Fehlerquellen 
Bei diesem komplexen Messsystem muss auf einzelne Fehlerquellen geachtet werden, 
die es zu mindern gilt. Grundsätzlich lassen sich die Fehlerquellen, die durch den optischen 
Drucksensor verursacht sind, von denjenigen unterscheiden, die das Messsystem hervorruft 
[10, 68, 70]. Auf einzelne Methoden, Fehler zu vermeiden bzw. zu verringern, wurde bereits 
an einigen Stellen in dieser Arbeit eingegangen. 
Die Luminophore sind in der Polymerschicht räumlich so inhomogen verteilt, dass die 
Emissionsintensitäten ortsabhängig sind. Deshalb wird eine in-situ-Kalibrierung im Windka-
nal durchgeführt, um ortsabhängige Kalibrierdatensätze zu erhalten. Werden die Luminophore 
einer zu starken Anregungsintensität ausgesetzt, kommt es zu Nichtlinearitäten zwischen  
emittierter und angeregter Intensität, was als Sättigung (saturation) oder Ausbleichung (blea-
ching) bezeichnet wird. Wird eine maximale Beleuchtungsstärke überschritten, werden die 
Luminophore zerstört.  
Die Temperatur hat nach Gl. 4.11 Einfluss auf die empfangene Intensität. Deshalb muss 
die Oberflächentemperaturverteilung gemessen werden, um die gemessenen Werte der Inten-
sitäten zu korrigieren. Bei zu langer Beleuchtung der Luminophore kommt es zur Photode-
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gradation, was bei einer konstanten Beleuchtungsintensität zu einer reduzierten Lumineszen-
zintensität führt. Der Photodegradation wird dadurch entgegengewirkt, dass die beschichtete 
Oberfläche nur während der Datenerfassung beleuchtet wird, ansonsten aber abgedeckt ist. 
Zudem muss der Windkanal frei von harten, größeren Schmutzpartikeln sein, weil diese die 
Farbe bei Kontakt zerstören und die Messergebnisse verfälschen [84]. 
Einfluss des Messsystems 
Intensitätsschwankungen der verwendeten Lichtquellen führen zu Fehlern bei der 
Druckberechnung nach Gl. 4.11. Bei Xenonblitzlichtlampen liegt der Wert der Intensitäts-
schwankung bei unter 3 % (ein Ausfall bei 34 Blitzlichtlampenimpulsen). Störend und die 
Messergebnisse verfälschend wirken sich Reflexionen des Lumineszenzlichtes und Lichtre-
flexionen von den Wänden der Messstrecke aus.  
Da das Modell in einigen Fällen unter Versuchsbedingungen seine Position verändern 
könnte, werden beim Beschichtungsprozess Marker auf die Modelloberfläche gebracht. Mit 
diesen Markern wird die Verschiebung des Modells zwischen Referenz- und Strömungsbild 
berücksichtigt [84]. Ein weiterer wichtiger Grund ist, dass das Referenzbild und das Strö-
mungsbild mit zwei verschiedenen Kameras aus zwei unterschiedlichen Blickwinkeln aufge-
nommen werden und für die zwei- und dreidimensionale Auswertung übereinander gelegt 
werden müssen. Die Marker gewährleisten das fehlerfreie Überlagern der Bilder. 
Fehlerabschätzung der PSP-Druckmessungen 
Der Gesamtfehler in den PSP-Messergebnissen setzt sich aus zwei Komponenten zu-
sammen: der Bias-Ungenauigkeit (systematische Fehler) und den Genauigkeitsfehlern (Wie-
derholbarkeit). 
1. Bias-Ungenauigkeit: Eine systematische Diskussion der elementaren Fehlerquellen, 
die zur Bias-Ungenauigkeit beitragen, wird von Liu et al. [93] geliefert. Die Fehlerquellen 
sind zusammenfassend im Folgenden wiedergegeben, jeweils mit Kommentaren zu den für 
diese Arbeit angestellten Messungen: 
(i) CCD-Rauschen (Schroteffekt-Rauschen [127], Dunkelstrom (spontane Bildung von 
freien Ladungsträgern durch Wärme in einem lichtempfindlichen Halbleiter), Verstärkerraus-
chen und Quantisierungsrauschen (Störungen bei Digitalisierung von Analogsignalen)): 
Große CCD-Signale senken effektiv das CCD-Rauschen auf lediglich das Schrotrauschen mit 
seiner bekannten 2
1
N -Abhängigkeit. 
(ii) Modellverformung bzw. -bewegung: Das Modell bewegt sich sehr wenig, da es fest 
montiert ist. Diese Fehlerquelle ist vernachlässigbar. 
(iii) Temperatur: Die benutzte Farbe hat eine schwache Temperaturabhängigkeit von 
1,3 mbar/K über den Temperaturbereich von 273 bis 303 K (mit einer höheren Abhängigkeit 
von 2,8 mbar/K bei 263 K). Diese Abhängigkeit ist ungefähr konstant über den Druckmessbe-
reich von 30 bis 120 mbar. Sie wird in einer separaten Kalibrierungskammer gemessen, in der 
Temperatur und Druck in den im Windkanal erwarteten Bereichen variiert werden können. 
Wind-on- und wind-off-IR-Thermographiebilder werden aufgenommen, um die Temperatu-
ren auf der Modelloberfläche während des Experiments zu erhalten. Eine Pixel-für-Pixel-
Korrektur der PSP-Daten mit den Temperaturdaten ist prinzipiell möglich, wurde aber im hier 
dokumentierten Fall nicht durchgeführt. Vielmehr wurde eine gemessene Durchschnittstem-
peratur gewählt, und mit der bekannten Temperaturabhängigkeit (1,3 mbar/K ) und einer pa-
rametrischen Auswertung der PSP-Daten (mit der Temperatur als Parameter) wurde die Un-
genauigkeit, die aus diesem Ansatz resultiert, abgeschätzt: Eine Temperaturvariation von 
±2 K auf der Oberfläche führt zu einer Druckungenauigkeit von ±2,8 mbar. 
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(iv) PSP-Kalibrierung: Diese wurde in der bereits erwähnten Kalibrierungskammer 
durchgeführt und zur Überprüfung nochmals in-situ im Windkanal, in dem der Druck (aber 
nicht die Temperatur) verändert wurde.  
(v) Spektrale Schwankungen/Filter-Undichtigkeit: Dieser Fehlerbeitrag ist klein, weil 
die Distanz vom Modell zur Kamera groß ist (über 1 m) und die Modelldimensionen der Grö-
ßenordnung 200 mm zu einem Blickwinkel von nur 10° führen. Dies resultiert in einer niedri-
gen spektralen Verschiebung im Filter. 
(vi) Druckverteilung (Übertragung von 2D-Bildern auf das Netz eines 3D-Modells). Die 
vorhandene ToPas-Software benutzt verschiedene Marker (bis zu 10), die an bestimmten Po-
sitionen auf dem Modell platziert werden, um das Übertragen zu ermöglichen. Die Genauig-
keit dabei ist besser als ein Pixel. 
(vii) Weitere Punkte: Eigenstrahlung (vernachlässigbar, da die Oberfläche der Expansi-
onsrampe recht flach ist), Einfluss der Farbschicht auf die Strömung (Messungen mit und 
ohne Farbe ergaben die gleichen Ergebnisse für die PSI-Sensoren), zeitliches Verhalten (da 
nur Durchschnittsdruck über eine Zeit von 1,7 s gemessen wurde und die Windkanaldruck-
schwankungen eine Periode von << 1 s hatten, führte das zeitliche Verhalten der Farbe nicht 
zu falschen Messungen). 
2. Genauigkeitsfehler (Wiederholbarkeit): Fünf getrennte Bildpaare wurden während 
eines Tests von 20 s aufgenommen: Sie zeigten keine Unterschiede, wobei die Windkanalbe-
dingungen über diesen Zeitraum ebenfalls konstant waren. Des Weiteren wurden zwei Versu-
che mit nominal gleichen Bedingungen durchgeführt, die vergleichbare PSP-Messergebnisse 
lieferten. 
Nach einem Ansatz von Sajben [123] wird die Gesamtungenauigkeit aller Fehlerquellen 
als Quadratwurzel der Summe der Quadrate der Einzelfehler abgeschätzt. Der größte Anteil 
stammt von der bekannten Temperaturverteilung auf der Modelloberfläche, die eine Abwei-
chung von ±2 K besitzt. Der Gesamtfehler der PSP-Messungen beträgt ungefähr ±3 mbar, was 
im niedrigen Druckbereich zu relativen Abweichungen von bis zu 10 % führt. 
4.3.3 IR-Thermographie 
Die IR-Thermographie dient dazu, die Temperatur- und Wärmeflussverteilung auf einer 
Modelloberfläche zu bestimmen sowie die Wärmelasten auf die Struktur abzuschätzen. We-
sentliche Vorteile dieser Methode sind, dass die Temperaturverteilung berührungslos und flä-
chig auf der gesamten Oberfläche ermittelt wird; im Gegensatz dazu messen Thermoelemente 
nur punktuell und beeinträchtigen darüber hinaus die Oberflächenbeschaffenheit [49]. Bei der 
IR-Thermographie wird die Eigenschaft von Körpern ausgenutzt, bei Temperaturen oberhalb 
des absoluten Nullpunktes elektromagnetische Strahlung im Wellenlängenbereich von 
λ = 0,7 µm bis λ = 1000 µm zu emittieren [138]. Diese elektromagnetische Strahlung wird mit 
der IR-Thermographie erfasst und in eine Temperaturinformation umgewandelt. Mit einer IR-
Kamera wird die Strahlungsleistungsdichte P der Oberfläche gemessen, mit der über das 
Plancksche Strahlungsgesetz die Wandtemperatur Tw der Modelloberfläche berechnet wird 
[49, 138]. Bei bekannter Wellenlänge λ und bekannter Emissivität ε, definiert als das Verhält-
nis von tatsächlich abgestrahlter Leistung zu ideal abgestrahlter Leistung eines schwarzen 
Strahlers, lässt sich die Wandtemperatur folgendermaßen bestimmen (Gl. 4.13). 
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Dabei ist h das Plancksche Wirkungsquantum, c die Lichtgeschwindigkeit und k die 
Boltzmann-Konstante. Mit der IR-Thermographie wird zunächst die Temperaturverteilung auf 
der Oberfläche des Modells experimentell gemessen.  
Das Hauptaugenmerk der IR-Thermographie liegt darauf, die Temperatur- und Wärme-
flussverteilung bei Versuchen mit einem heißen Düsengasstrahl zu bestimmen. Bei den Ver-
suchen wurde der Einfluss der Düsenstrahltemperatur auf die Strömungstopologie der Düsen-
strömung untersucht. Um die Temperatur auf der gesamten Oberfläche des Düsenmodells zu 
messen, wurde die IR-Kamera Thermacam SC3000 der Firma FLIR Systems [140] benutzt. 
Sie arbeitet in einem Wellenlängenbereich von λ = 8 µm bis 9 µm und kann mit einer maxi-
malen Frequenz von 60 Hz Bilder aufnehmen. Die Sensorfläche der IR-Kamera besteht aus 
Gallium-Arsenid und arbeitet nach dem Quantum-Well-Infrared-Photon-Prinzip. Dabei misst 
die Kamera einen Stromfluss, den durch Photonen angeregte Elektronen hervorrufen [49]. Ein 
integrierter Sterling-Motor kühlt die Kamera kontinuierlich auf 70 K. Die Kamera selbst be-
findet sich außerhalb des Windkanals ca. 1,5 m von der Modelloberfläche entfernt. Sie ist 
senkrecht über dem Windkanalmodell befestigt (Bild 4.23), so dass durch ein Germanium-
Glas ein direkter Blick auf die Expansionsrampe gewährleistet ist. Für die Versuche wurde 
das Standardobjektiv mit einem Öffnungswinkel von 20° und einer Bildauflösung von 
320 x 240 Bildpunkten benutzt. 
Aus diesen Daten wird die Wärmeflussverteilung auf der Oberfläche numerisch berech-
net, indem die eindimensionale Wärmetransportgleichung senkrecht zur Wand verwendet 
wird [50, 56]. Unter Vernachlässigung des seitlichen Wärmeaustauschs lässt sich der in die 
Wand geleitete Wärmefluss (Bild 4.24) nach folgender Gl. 4.14 berechnen.  
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Für die zeitliche Änderung der inneren Energie gilt folgender Zusammenhang (Gl. 
4.16), der in Gl. 4.15 eingesetzt wird. 
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Mit den materialspezifischen Werten für die Dichte ρ und die spezifische Wärmekapazi-
tät cV wird die eindimensionale Wärmetransportgleichung (Gl. 4.17) formuliert und entspre-
chend umgeformt: 
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Diese Gleichung wird mit einem Differenzenverfahren nach [55] gelöst, wobei die an 
der Oberfläche gemessene Temperaturverteilung als Randbedingung in den Wärmetransport-
gleichungen dient. Im Innern wird eine halbunendliche Wand als Randbedingung angenom-
men, d.h. ab einer von der Ruhetemperatur und Versuchszeit abhängigen Eindringtiefe bleibt 
die Temperatur konstant. Diese Eindringtiefe kann nach Formeln aus [43] bestimmt werden. 
Die ermittelte Temperaturverteilung wird in einem dreidimensionalen Feld [x,y,t] ge-
speichert, und mit Gl. 4.17 und Gl. 4.14 werden der Temperaturgradient und der in die Mo-
delloberfläche geleitete konduktive Wärmefluss berechnet. Der durch Strahlung abgegebene 
Wärmefluss wird nach dem Stefan-Boltzmann-Gesetz (Gl. 4.18) berechnet. Der konvektive 
(konv) Wärmeeintrag vom Fluid an die Modelloberfläche ergibt sich nach Gl. 4.19 aus der 
Summe der in die Wand geleiteten (kond) und durch Strahlung abgegebenen (rad) Wärme-
flüsse (Bild 4.24).  
( )4U4WBrad TT q −εσ=&  mit σB = 5,6686·108 42 K mW  (Gl. 4.18) 
radkondkonv qqq &&& +=  (Gl. 4.19) 
 
Bild 4.24. Eindimensionale Bilanz der Wärmeflüsse an der Modelloberfläche. 
Für die experimentellen Untersuchungen wurde eine Expansionsrampe aus dem Materi-
al PEEK gefertigt. Dieses Material besitzt eine geringe Wärmeleitfähigkeit. Daher ist die An-
nahme zulässig, dass der Wärmefluss in der Ebene der Modelloberfläche gegenüber dem 
Wärmefluss senkrecht zur Modelloberfläche vernachlässigt werden kann. Es ist zwingend 
erforderlich, die Emissivität des untersuchten Materials genau zu kennen, um die korrekte 
Temperatur- und Wärmeflussverteilung mit der IR-Thermographie zu erhalten. Für PEEK 
wurde vom Institut für Werkstoffforschung eine Emissivität von ε = 0,95 festgestellt. Auch 
die übrigen Werkstoffparameter von PEEK wie Dichte, Wärmekapazität und Wärmeleitfähig-
keit wurden durch Messungen des Instituts für Werkstoffforschung ermittelt. Für die Werk-
stoffparameter ergeben sich die folgenden Gl. 4.20 bis Gl. 4.22 für 300 K < T < 600 K.  
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Mit diesen Materialdaten kann die Eindringtiefe auf einen Temperatursprung für den 
Fall der halbunendlichen Wand nach [43] berechnet werden. Dabei wird die vorhandene Ma-
terialdicke mit dem Wert der Eindringtiefe verglichen, bei dem nach einer Minute eine Tem-
peratur von 10 % der Ruhetemperatur erreicht wird. Da für die hier ausgewerteten Versuche 
ein Düsenmodell aus dem Material PEEK verwendet wurde, waren die Ruhetemperaturen auf 
einen Bereich von T0,D = 550 K bis T0,D = 600 K beschränkt. Für eine Ruhetemperatur von 
etwa T0,D = 550 K ergibt sich mit den Formeln aus [43] nach einer Minute eine Eindringtiefe 
von ca. 5,1 mm. Die verwendete Expansionsrampe hat an jeder Stelle eine größere Dicke, so 
dass die Annahme der halbunendlichen Wand zutrifft. In [52] wird gezeigt, dass die berechne-
ten Werte für die Wärmeflussverteilung sehr gut mit den analytischen Lösungen überein-
stimmen, was den Einsatz der IR-Thermographie rechtfertigte.  
  
  
5 Experimentelle Voruntersuchungen an einer SERN (Kaltgas-
modell) 
Um den Einfluss verschiedener Parameter auf den Bruttoschub und die Strömungstopo-
logie der SERN zu untersuchen, wurden unterschiedliche Messtechniken eingesetzt. Diese 
helfen, die Schubdüse eingehend zu untersuchen und zu bewerten. Dazu wurde zunächst das 
Kaltgasmodell untersucht, an dem neue Messtechniken (z.B. PSP) evaluiert wurden. Da sich 
die Messtechniken zur Untersuchung der Strömung und zur Charakterisierung der Strömungs-
topologie als geeignet erwiesen, wurden sie auch bei der neu ausgelegten Schubdüse ange-
wandt. Die dabei erzielten Ergebnisse werden in Kapitel 6 beschrieben. 
5.1 Parameterstudie und Definition der zu untersuchenden Parameter 
Vor den experimentellen Untersuchungen wurde eine Parameterstudie durchgeführt, an 
deren Ende geeignete Parameter für die Experimente definiert wurden. Im Folgenden wird ein 
Überblick über diese Überlegungen gegeben. Dabei wird der Einfluss dieser Parameter auf die 
Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Außenströmung angesprochen. Aus den unter-
schiedlichen Möglichkeiten zur Einstellung der Windkanalversuchsbedingungen wurde auf 
Basis der Parameterstudie eine Messmatrix abgeleitet. Die realen Flugbedingungen können im 
H2K nicht simuliert werden, so dass nicht alle Parameter gleichzeitig betrachtet werden kön-
nen [57]. Das Ziel musste sein, im Versuch die wichtigsten Parameter abzudecken sowie Ein-
flüsse einzelner Parameter getrennt zu untersuchen. 
Die nachstehende Tabelle 5.1 verdeutlicht, welche Parameter verändert werden müssen, 
um möglichst viele Größen aus den realen Flugbedingungen simulieren zu können. Die Tabel-
le ist dabei wie folgt zu lesen: In der ersten Spalte „Zustand“ sind die beiden Bedingungen 
„Flug“ und „Versuch“ aufgelistet. „Flug“ bedeutet dabei die Flugbedingungen und „Versuch“ 
die Versuchsbedingungen, während „∞“ für die freie Anströmung, „7“ für den Düseneintritt 
und „9“ für den Düsenaustritt steht (Bild 1.4). Daran schließen sich die Spalten mit den Wer-
ten für die folgenden Parameter an: das Düsendruckverhältnis Π, das Verhältnis (pst,A/p∞) des 
statischen Drucks am Austritt (A) der Düse pst,A zu dem der Außenströmung p∞, die Mach-
Zahl Ma und die Verhältnisse der Geschwindigkeiten (VD/V∞), der Ruhetemperaturen 
(T0,∞/T0,D), der statischen Temperaturen (T∞/Tst,D) und der Viskositäten (µD/µ∞) von Düsen- 
(D) und Außenströmung (∞). Farblich unterlegt sind jeweils die Werte, die mit den realen 
Flugbedingungen übereinstimmen. Für die einzelnen Verhältnisse wurden entsprechend ande-
re Farben (gelb für Druckverhältnis, hellblau für Geschwindigkeitsverhältnis, rot für Tempe-
ratur- und Viskositätsverhältnis) ausgewählt. 
Zunächst werden die entsprechenden Verhältnisse für die Flugbedingungen berechnet, 
wobei die Viskosität nach folgender Beziehung (Gl. 5.1, [2]) bestimmt wird, mit 
µ ref = 1,789·10-5 kg m-1s-1 und Tref = 288 K: 
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Die Referenztrajektorie für die Flugbedingungen in der Tabelle gestaltet sich wie folgt: 
In einer Flughöhe von 25 km betragen die Flug-Mach-Zahl Ma∞ = 7 und am Eintritt der 
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Brennkammer die Mach-Zahl Ma = 2, der Ruhedruck p0,D = 5,44 bar sowie die Ruhetempera-
tur T0,D = 3025 K. 
 
Zustand Ort П pst,A/p∞ Ma V∞/VD T0,∞/T0,D T∞/Tst,D µD/µ∞ 
 ∞ 4139,84 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Flug 7 213,42 27,07 2,00 1,118 0,793 0,091 4,752 
 9 213,42 1,00 3,96 0,786 0,793 0,184 3,194 
 ∞ 4139,53 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Versuch 7 213,42 27,28 2,00 1,006 0,508 0,081 9,003 
 9 213,42 1,00 3,96 0,765 0,508 0,187 4,912 
 ∞ 4139,53 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Versuch 7 213,42 11,40 2,59 1,118 0,794 0,170 5,296 
 9 213,42 1,00 3,96 0,971 0,794 0,302 3,266 
 ∞ 4139,53 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Versuch 7 213,42 28,23 2,00 1,269 0,794 0,131 6,458 
 9 213,42 1,00 3,96 0,971 0,794 0,302 3,266 
 ∞ 4139,53 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Versuch 7 213,42 27,13 2,00 1,281 0,808 0,134 6,368 
 9 213,42 1,00 3,96 0,980 0,808 0,308 3,210 
 ∞ 4139,53 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Versuch 7 213,42 47,88 1,67 1,118 0,499 0,069 9,991 
 9 213,42 1,00 3,96 0,752 0,499 0,184 4,986 
 ∞ 4139,53 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Versuch 7 213,42 29,45 2,00 0,997 0,499 0,080 9,114 
 9 213,42 1,00 3,96 0,752 0,499 0,184 4,986 
 ∞ 4139,53 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Versuch 7 197,84 27,07 2,00 1,056 0,557 0,090 8,419 
 9 197,84 1,00 3,96 0,805 0,557 0,207 4,525 
 ∞ 4139,53 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Versuch 7 120,66 27,07 1,67 1,118 0,499 0,069 9,991 
 9 120,66 1,00 3,96 0,752 0,499 0,184 4,986 
 ∞ 4139,53 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Versuch 7 197,84 27,07 2,00 1,032 0,534 0,086 8,690 
 9 197,84 1,00 3,96 0,786 0,534 0,198 4,704 
 ∞ 4139,53 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Versuch 7 138,01 27,07 1,76 1,118 0,534 0,077 9,319 
 9 138,01 1,00 3,96 0,786 0,534 0,198 4,704 
 ∞ 4139,53 1,00 7,00 1,000 1,000 1,000 1,000 
Versuch 7 197,84 27,07 2,00 1,024 0,525 0,084 8,794 
 9 197,84 1,00 3,82 0,786 0,525 0,184 4,986 
Tabelle 5.1. Parameterstudie für die Experimente mit Luft. 
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Dabei wird zunächst ein möglicher Betriebspunkt im Flug gewählt, für den die Größen 
berechnet werden. Anschließend werden bei gleicher Reynolds-Zahl für die Flug- und Ver-
suchsbedingungen die Verhältnisse ermittelt, die sich aus den entsprechenden Größen erge-
ben. Abhängig von den Werten für Ruhedruck und Ruhetemperatur bei der entsprechenden 
Anström-Reynolds-Zahl verändern sich die übrigen Verhältnisse der Strömungsgrößen zwi-
schen Außen- und Düsenströmung.  
Das Ziel ist, dass im Versuch so viele Verhältnisse wie möglich gleichzeitig überein-
stimmen, um die realen Bedingungen bestmöglich zu simulieren. Beispielhaft werden die Er-
gebnisse bei einer Anström-Reynolds-Zahl ReU = 4·106 in Tabelle 5.1 diskutiert. An Tabelle 
5.1 wird deutlich, dass niemals alle Verhältnisse gleichzeitig den Flugbedingungen entspre-
chend simuliert werden können, sondern immer nur einzelne, vor dem Versuch ausgewählte. 
Hierin liegt aber auch der Vorteil, dass der Einfluss der einzelnen Verhältnisse auf die Außen- 
und Düsenströmung getrennt analysiert werden kann. Der Schwerpunkt der experimentellen 
Untersuchungen lag auf dem Einfluss des Düsendruckverhältnisses und der Ruhetemperatur 
der Düsenströmung auf die Druckverteilung sowie die Wechselwirkungen zwischen Außen- 
und Düsenströmung. Der für die Druckverteilung und Schubberechnung wichtigste Parameter 
ist das Düsendruckverhältnis, das aus dem Ruhedruck der Düsenströmung und dem Druck der 
freien Anströmung berechnet wird. Da dieses Verhältnis nur den Ruhedruck der Düsenströ-
mung festlegt, sind die anderen Verhältnisse noch beeinflussbar. Über die interne Lavaldüse 
wird die Geschwindigkeit am Düseneintritt in Abhängigkeit von der Temperatur festgelegt.  
Tabelle 5.1 zeigt, dass bei einer Mach-Zahl am Düseneintritt MaE = 2 wie im realen Fall 
das entsprechende Geschwindigkeitsverhältnis im Versuch nicht erreicht werden kann. Dazu 
ist eine andere Lavaldüse notwendig, die eine andere Mach-Zahl am Düseneintritt erzeugt. 
Dies ist technisch mit den vorhandenen Modellen möglich, wurde für diese Arbeit allerdings 
nicht durchgeführt, weil der Schwerpunkt auf anderen Parametern liegt. Der Grund dafür ist, 
dass in den anderen Parametern – Düsendruckverhältnis, Temperatur, Isentropenexponent – 
entscheidende Einflüsse erwartet werden. Neben dem Düsendruckverhältnis kann das Ver-
hältnis des statischen Drucks an Düsenein- und austritt zu dem der Außenströmung simuliert 
werden. Dies führt lediglich zu einem anderen Ruhedruck in der Düsenströmung. Dieses Ver-
hältnis ist bei der Untersuchung der Gase mit unterschiedlichen Isentropenexponenten von 
Bedeutung, was später (Kapitel 5.2.1) noch diskutiert wird. Das Verhältnis der Temperatur 
spielt eine wichtige Rolle neben den Verhältnissen des Drucks und der Geschwindigkeit, da 
es die Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Außenströmung in der Scherschicht beein-
flusst. In Tabelle 5.1 wird deutlich, dass neben dem Düsendruckverhältnis und der Mach-Zahl 
am Düseneintritt durch den Einsatz des Zusatzerhitzers (Kapitel 4.2.1) das Verhältnis der To-
taltemperaturen von Düsen- und Außenströmung variiert werden kann. Darüber hinaus wird 
das Verhältnis der Viskositäten in der Scherschicht nahezu richtig simuliert, wenn das Ver-
hältnis der Ruhetemperaturen für Flug und Versuch übereinstimmt. Dies ist wichtig, wenn die 
Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Außenströmung untersucht werden, da die Scher-
schicht wesentlich von der Temperatur beeinflusst wird.  
Um auch den Einfluss des Isentropenexponenten zu bestimmen, der sich beim Verbren-
nungsprozess aufgrund der Mischung der Luft mit einem anderen Gas und der erhöhten Tem-
peraturen verändert, werden Gase mit unterschiedlichen Isentropenexponenten benutzt. Da-
durch entstehen neue Möglichkeiten, geeignete Parameter zu finden und zu simulieren. Denn 
durch die Variation des Isentropenexponenten ändern sich Strömungsgrößen und damit auch 
die Verhältnisse zwischen Düsen- und Außenströmung. Tabelle 5.2 zeigt diese Unterschiede: 
In der ersten Spalte „Ebene“ sieht man, an welcher Stelle der Düse die Strömungsgrößen be-
rechnet sind. Die zweite Spalte „Medium“ gibt an, um welches Gas es sich handelt. In der 
dritten Spalte findet sich der Isentropenexponent der unterschiedlichen Gase bei Umgebungs-
temperatur, in der vierten die Mach-Zahl und in der fünften die Geschwindigkeit in der jewei-
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ligen Ebene. Farblich gelb unterlegt sind die Werte, für die die Geschwindigkeit bei allen drei 
Gasen gleich ist. Hellblau zeigt die Werte am Düseneintritt und grün die Werte am Düsenaus-
tritt, wo sich die Mach-Zahlen aufgrund des unterschiedlichen Isentropenexponenten und bei 
einem festen Flächenverhältnis einer Expansionsdüse verändern.  
 
Ebene Medium γ, - Ma, - V, m/s 
Luft 1,40 2,0 517,1 
SF6 1,9 233,6 
SF6 2,0 249,2 
SF6 
1,10 
7,1 517,1 
Ar 2,0 420,5 
Ar 2,2 433,9 
Düseneintritt 
Ar 
1,67 
4,4 517,1 
Luft 1,40 4,0 674,8 
SF6 3,0 343,5 
SF6 
1,10 
4,0 407,0 
Ar 4,0 510,4 
Düsenaustritt 
Ar 
1,67 
5,2 527,4 
Tabelle 5.2. Parameterstudie für die Experimente mit Luft, Argon und  
Schwefelhexafluorid (SF6). 
Bei Verwendung einer bestimmten Lavaldüse ändern sich sowohl Mach-Zahl als auch 
Geschwindigkeit am Eintritt der Düse im Fall des Einsatzes der Gase Argon und Schwefelhe-
xafluorid: Bei einem geringeren Isentropenexponenten sinken Mach-Zahl und Geschwindig-
keit aufgrund der Beziehung für das Flächenverhältnis (Gl. 5.3).  
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Bei einem höheren Isentropenexponenten, wie ihn Argon aufweist, steigt zwar die 
Mach-Zahl, aber gleichzeitig sinkt die Geschwindigkeit, weil die spezifische Gaskonstante R 
für Argon kleiner als für Luft ist. Die Geschwindigkeit V berechnet sich nämlich nach folgen-
der Formel (Gl. 5.4). 
RTMaV γ=  (Gl. 5.4) 
Will man die Geschwindigkeit und damit auch das Verhältnis der Geschwindigkeiten 
am Düseneintritt simulieren, benötigt man für Schwefelhexafluorid und Argon jeweils neue 
Lavaldüseneinsätze, die die Strömung entsprechend expandieren – auf MaE = 7,1 bei Schwe-
felhexafluorid und auf MaE = 4,4 bei Argon. Auch am Düsenaustritt sind die Unterschiede zu 
erkennen, die aus dem veränderten Isentropenexponenten resultieren. So beträgt die Mach-
Zahl am Düsenaustritt bei Schwefelhexafluorid nur MaA = 3,0 im Vergleich zu MaA = 4,0 bei 
Luft, während sie bei Argon auf MaA = 5,2 steigt. Um auch hier die gleiche Mach-Zahl zu 
erzeugen, muss die Düsenkontur der asymmetrischen Düse entsprechend neu ausgelegt wer-
den. Wenn man die Geschwindigkeit betrachtet, so fällt auf, dass die Geschwindigkeit bei 
Luft V = 674,8 m/s am Düsenaustritt, die sich aufgrund des gegebenen Flächenverhältnisses 
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und der Ruhetemperatur der Düsenströmung ergibt, bei Argon und Schwefelhexafluorid nicht 
erreicht werden kann. Dies liegt an der Kombination aus Isentropenexponent und spezifischer 
Gaskonstante der beiden Gase, die eine solche Geschwindigkeit bei der vorliegenden Ruhe-
temperatur für die Düsenströmung nicht zulässt.  
Die Ergebnisse dieses Vergleichs zeigen, welchen Einfluss der Isentropenexponent auf 
die Strömungsgrößen hat. Denn es ist klar zu sehen, dass sich die Strömungsgrößen verän-
dern. Bei den Untersuchungen zum Einfluss des Isentropenexponenten wurde das Verhältnis 
des statischen Drucks am Düsenaustritt auf gleicher Höhe beibehalten, um zu sehen, ob dies 
ein geeigneter Parameter zur Simulation des Isentropenexponenten ist. In diesem Fall ist die 
Druckdifferenz zwischen Düsen- und Außenströmung am Düsenaustritt bei den unterschiedli-
chen Gasen gleich. Aufgrund der gleichen Druckdifferenz expandiert die Düsenströmung 
gleich stark, so dass sich ähnliche Düsenglocken bei den unterschiedlichen Gasen ausbilden. 
Die Ergebnisse werden in Kapitel 5.2.1 diskutiert. Letztendlich ist festzuhalten, dass sich die 
Analyse der Düsenströmung und ihrer Wechselwirkungen mit der Außenströmung auf fol-
gende Parameter stützt:  
• das Düsendruckverhältnis Π = p0,D/p∞ 
• das Druckverhältnis am Austritt der Düse pst,A/p∞ 
• das Totaltemperaturverhältnis zwischen Außen- und Düsenströmung T0,∞/T0,D 
• den Isentropenexponenten γ 
• die Reynolds-Zahl der Anströmung ReU 
Es wurde untersucht, inwiefern sich diese Parameter auf die Druckverteilung und damit 
auf den Schub auswirken. Ihr Einfluss auf die Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Au-
ßenströmung wurde analysiert, um den durch sie verursachten Widerstand qualitativ abzu-
schätzen. Dies ermöglichte, geeignete Parameter für die Simulation von Düsenströmungen 
eines Scramjet-Antriebs zu bestimmen und für die experimentellen Untersuchungen in dieser 
Arbeit zu benutzen. 
 
5.2 Experimentelle Ergebnisse 
Bei der in einem früheren Projekt [106] konstruierten Schubdüse (Bild 4.3) handelt es 
sich um die Einzelkomponente eines Gesamtflugkörpermodells mit Scramjet-Antrieb. Dieses 
Modell besteht zwar aus Vorkörper, Einlauf, Brennkammer und Schubdüse, bietet aber keine 
Möglichkeit, eine Verbrennung in der Brennkammer zu simulieren. Für die vorliegende Ar-
beit wurde ein neuer, an die Düsenaußenkontur angepasster Vorkörper konstruiert, um unter-
schiedliche Gase einzuspeisen und einzelne Strömungsparameter zu variieren. Die Gase wer-
den seitlich in den Vorkörper geleitet, was sich in vorherigen experimentellen Untersuchun-
gen mit diversen Düsenmodellen bewährt hatte [46]. Weitere technische Ausführungen zum 
Modell sind in Kapitel 4.1.1 zu finden. 
Mit der vorhandenen Düse wurden zunächst der Einfluss des Isentropenexponenten γ, 
des Düsendruckverhältnisses Π und der Reynolds-Zahl der Außenströmung ReU untersucht. 
Die Beschaffenheit des Düsenmodells erlaubte es nicht, Heißgasversuche durchzuführen und 
somit den Einfluss der Temperatur zu analysieren. Deshalb wurde ein weiteres Düsenmodell 
konstruiert und experimentell untersucht, welches in Kapitel 4.1.2 beschrieben wird. 
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5.2.1 Isentropenexponent 
Um die Veränderung des Isentropenexponenten mit steigender Temperatur zu berück-
sichtigen und seinen Einfluss zu untersuchen, wurden Gase mit unterschiedlichen Isentro-
penexponenten verwendet. Dies ermöglicht einen Vergleich der Strömungstopologie zum 
Verhalten von Düsenströmungen bei hohen Temperaturen, wenn der Isentropenexponent 
γ < 1,4 ist. Gleichzeitig wurde angestrebt, die Einflüsse des Isentropenexponenten und der 
Viskosität auf die Strömungsphysik und die aerodynamischen Wechselwirkungen der Düsen- 
und Außenströmung getrennt voneinander zu betrachten. Denn bei Luft ändern sich mit der 
Temperatur sowohl Isentropenexponent als auch Viskosität; mit steigender Temperatur steigt 
die Viskosität im Gegensatz zum Isentropenexponenten, der sinkt. Durch den Einsatz von 
Gasen mit Isentropenexponenten, die von dem der Luft abweichen, wird der Einfluss des 
Isentropenexponenten heißer Düsenströmungen getrennt vom Einfluss der Viskosität unter-
sucht. 
Die Auswirkungen des veränderten Isentropenexponenten auf die Düsenströmung wer-
den an mehreren Stellen deutlich. Wegen der unterschiedlichen Mach-Zahlen, des statischen 
Drucks und der Geschwindigkeiten am Düseneintritt und -austritt müssen geeignete Parame-
terverhältnisse für die experimentellen Untersuchungen gewählt werden. Das Düsendruckver-
hältnis und das Verhältnis des statischen Drucks erweisen sich im Experiment als wichtige 
und geeignete Parameter, um ähnliche Strömungen im Windkanal zu simulieren.  
Das Verhalten der unterschiedlichen Gase wurde zunächst bei einem festen Düsen-
druckverhältnis Π verglichen. In diesem Fall ist der Ruhedruck der Düsenströmung p0,D bei 
den Gasen Luft und Argon gleich, wenn die Reynolds-Zahl der Anströmung ReU und damit 
der statische Druck der Anströmung gleich sind. Bild 5.1 zeigt, dass die Druckverteilung der 
beiden Gase deutlich voneinander abweicht. Die Ursache dafür liegt in der Mach-Zahl-
Verteilung, die sich aufgrund der unterschiedlichen Isentropenexponenten ergibt. Entspre-
chend Gl. 5.3 muss sich die Mach-Zahl-Verteilung ändern, wenn das Flächenverhältnis gleich 
bleibt und sich der Isentropenexponent ändert. Eine unterschiedliche Mach-Zahl-Verteilung 
führt zu einer unterschiedlichen Verteilung des statischen Drucks entlang der Düsenoberflä-
che. Bei einem größeren Isentropenexponenten als bei Luft steigt die lokale Mach-Zahl im 
Vergleich zu Luft und bei einem geringeren Isentropenexponenten sinkt sie. Da Mach-Zahl 
und statischer Druck nach Gl. 5.5 zusammenhängen, ergibt sich für den lokalen statischen 
Druck ein umgekehrter Zusammenhang: Bei einem größeren Isentropenexponenten ist der 
statische Druck geringer und bei einen geringeren Isentropenexponenten ist er größer. 
12
0
st Ma
2
11
p
p −γ
γ
−





 −γ
+=  (Gl. 5.5) 
Dieser Zusammenhang erklärt die Tatsache, dass der statische Druck und somit der 
Bruttoschub bei Luft größer als bei Argon sind.  
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Bild 5.1. Vergleich der Druckverteilung beim Einsatz von Luft und Argon bei einem 
Düsendruckverhältnis von Π = 500 und ReU = 4⋅106 entlang der Mittellinie. Links: Defi-
nition des Ursprungs (’0’) und des Koordinatensystems. 
Wie sich die unterschiedlichen Isentropenexponenten auf die Wechselwirkungen zwi-
schen Düsen- und Außenströmung auswirken, verdeutlichen die Schlierenaufnahmen. Bild 
5.2 zeigt schematisch die Strömungscharakteristiken – innerer und äußerer Stoß sowie die 
Scherschicht am Ende der Klappe – und die Definition für die Winkel und Drücke. Die 
Zeichnung bildet die Grundlage für die Diskussion der Schlierenbilder und verdeutlicht grob 
die Strömungseigenschaften der Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Außenströmung. 
Der Stoßwinkel wird mit σ und der Umlenkwinkel der Strömung mit δ bezeichnet. Bedingun-
gen „1“ und „2“ stehen für die Strömungsbedingungen vor dem Stoß (innerer und äußerer) 
bzw. hinter dem Stoß (innerer und äußerer). Der Druck p2 hinter dem Stoß wird als konstant 
über die Scherschicht angenommen. Die Winkel der inneren und äußeren Stöße ist gerade so 
groß, dass sich die Drücke gegenseitig anpassen und die Bedingung erfüllen, dass der Druck 
konstant über die Scherschicht ist.  
 
Bild 5.2. Schematische Darstellung der Strömungscharakteristiken am Klappenende. 
Der Vergleich der Verhältnisse bei Luft und Argon zeigt die Auswirkungen auf die Dü-
sen- und Außenströmung (Bild 5.3 und Bild 5.4): Die Außenströmung wird unterschiedlich 
stark von der Düsenströmung verdrängt. Der Stoßwinkel des äußeren Stoßes ist bei Luft grö-
ßer als bei Argon, weil der Druckunterschied zwischen der Innen- und Außenströmung unter-
schiedlich groß ist: Bild 5.1 zeigt, dass bei kleineren Isentropenexponenten (Luft) der stati-
sche Druck bei gleichem Düsendruckverhältnis größer ist als bei höheren Isentropenexponen-
ten (Argon). 
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Bild 5.3. Vergleich der Strömungstopologien beim Einsatz von Luft (links) und Argon 
(rechts) anhand von Schlierenbildern bei Π = 500 und ReU = 4⋅106. 
     
Bild 5.4. Vergleich der Strömungstopologien beim Einsatz von Luft (links) und Argon 
(rechts) anhand von Schlierenbildern bei Π = 300 und ReU = 4⋅106. 
Daher ist die Expansion am Ende der Klappe bei Luft stärker als bei Argon und somit 
auch die Verdrängung der Außenströmung. Das heißt, dass die Düsenströmung weiter in die 
Außenströmung eindringt und diese umlenkt. Bei gleicher Mach-Zahl Ma1 in der Außenströ-
mung ruft ein größerer Umlenkwinkel δ auch einen größeren Stoßwinkel σ hervor (Gl. 5.6). 
Der steilere äußere Stoß im Schlierenbild bei Luft (Bild 5.3 und Bild 5.4) deutet auf die stär-
kere Verdrängung und die damit verbundene Umlenkung. Bei bekanntem Umlenkwinkel und 
bekannter Mach-Zahl wird der Stoßwinkel durch Iteration bestimmt. Im vorliegenden Fall 
wird der Stoßwinkel aus dem Schlierenbild ermittelt und bei bekannter Mach-Zahl der Um-
lenkwinkel berechnet. 
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Was bedeutet dies für den Scramjet-Antrieb? Ein größerer Stoßwinkel verursacht größe-
re Druckverluste, was an Tabelle 5.3 und Bild 5.5 deutlich wird. Ebenso steigt der statische 
Druck hinter dem schrägen Stoß stärker an bei größeren Stoßwinkeln. Das Verhältnis des sta-
tischen Drucks vor und hinter dem Stoß p2/p1 ist ein Maß für den Widerstand. Die Druckver-
luste werden durch das Verhältnis des Ruhedrucks vor und nach dem Stoß bestimmt. Sie las-
sen sich durch die folgenden Beziehungen berechnen. Mit den bekannten Umlenk- und Stoß-
winkeln wird nach Gl. 5.7 die Mach-Zahl Ma2 hinter dem Stoß bestimmt. Mit ihr wird Gl. 5.8 
gemäß der Druckverlust ermittelt. 
( )
( ) 2
1
2
1
tan
tan
1
sin
1Ma 2
−γ
−
+γ
δ−σ
σδ−σ
=  (Gl. 5.7) 
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Π γ Ma1 σ [°] δ [°] Ma2 p01/p02 p2/p1 
500 1,4 7,00 19,1 12,7 4,78 1,70 5,95 
500 1,667 7,00 17,3 10,9 5,07 1,47 4,91 
300 1,4 7,00 16,6 10,2 5,19 1,39 4,51 
300 1,667 7,00 14,4 7,9 5,59 1,19 3,37 
Tabelle 5.3. Vergleich des Druckverlusts p01/p02 bei diversen Stoßwinkeln σ infolge un-
terschiedlicher Isentropenexponenten (eindimensional berechnet). 
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Bild 5.5. Zusammenhang zwischen Stoßintensität σ und Druckverlust p01/p02 bei Luft. 
Der Druckverlust durch den Anstieg des statischen Drucks p2 erzeugt einen zusätzlichen 
Widerstand. Dieser Widerstand wird durch die Verdrängung der Außenströmung infolge der 
unterexpandierten Düsenströmung erzeugt. Bei Luft ist er deshalb größer als bei Argon bei 
gleichem Düsendruckverhältnis, was den Vorteil eines höheren statischen Drucks und größe-
ren Bruttoschubs teilweise wieder aufhebt. Bei der Gesamtauslegung eines Scramjet-Antriebs 
ist somit zu berücksichtigen, dass sich mit geringerem Isentropenexponenten nicht nur der 
Bruttoschub erhöht, sondern auch der Widerstand infolge der Verdrängung der Außenströ-
mung erhöht und damit der Nettoschub verringert. Dieses Verhalten ist beispielhaft an Bild 
5.3 und Bild 5.4 bei zwei unterschiedlichen Düsendruckverhältnissen gezeigt. Im Vergleich 
der beiden Bilder ist der Einfluss des Düsendruckverhältnisses zu erkennen: Je kleiner das 
Düsendruckverhältnis ist, desto flacher ist der äußere Stoß und desto geringer sind die Druck-
verluste und der Widerstand aufgrund der Verdrängung der Außenströmung, da die Außen-
strömung in diesem Fall weniger stark verdrängt wird als für größere Druckverhältnisse. 
Beim Vergleich mit dem Gas Schwefelhexafluorid ergibt sich ein umgekehrter Zusam-
menhang. Da der Isentropenexponent von SF6 mit γ = 1,1 kleiner als der von Luft ist, muss 
der statische Druck in diesem Fall bei gleichem Ruhedruck höher sein. Bild 5.6 bestätigt diese 
Tendenzen beim Vergleich von SF6, Luft und Argon bei einem Düsendruckverhältnis von 
Π = 78 entlang der Mittellinie der Expansionsrampe. Es ist klar zu sehen, dass trotz gleichen 
Ruhedrucks die Verteilung des statischen Drucks unterschiedlich bei den drei Gasen ist. Ent-
sprechend der obigen Druckverteilungen bei den drei Gasen betragen die Unterschiede zwi-
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schen den Druckwerten ungefähr 30 % bis 50 % im Bereich hohen Drucks am Beginn der 
Düse, wo der Hauptbeitrag zum Schub geleistet wird. Der Kraftanteil aus dem Impuls am 
Eintritt der Düse muss zur Druckkraft addiert werden, um den gesamten Bruttoschub zu erhal-
ten. Der Kraftanteil F berechnet sich nach Gl. 5.9, wo m&  für den Massenstrom und V für die 
Geschwindigkeit am Eintritt der Düse stehen. Er ist bei allen drei Gasen ähnlich groß, 19,8 N 
für Luft, 20,7 N für Argon und 18,5 N für SF6, was zu einer Abweichung von 4,5 % und 
6,6 % für Argon bzw. SF6 zu Luft führt.  
VmF &=  (Gl. 5.9) 
Dies bestätigt die Ergebnisse aus [111, 143, 144], für die ein Gasgemisch aus Argon 
und Freon mit einem Isentropenexponenten von γ = 1,2 benutzt wurde. Der Einsatz eines 
Gasgemischs mit einem Isentropenexponenten, der dem des Verbrennungsgases (ca. γ = 1,25) 
nahekommt, stellt sicher, dass der Bruttoschub nicht unterschätzt wird. 
 
Bild 5.6. Vergleich der Druckverteilung beim Einsatz von Luft, Argon und Schwefelhe-
xafluorid bei Π = 78 und ReU = 4⋅106 entlang der Mittellinie. 
Werden die Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Außenströmung bei SF6, Luft 
und Argon verglichen, sind die Einflüsse der unterschiedlichen Isentropenexponenten deutlich 
zu sehen. Aufgrund der vorherigen Überlegungen muss theoretisch beim Gas mit dem ge-
ringsten Isentropenexponenten (SF6) der äußere Stoß am steilsten sein; Bild 5.7 belegt diesen 
Sachverhalt: Der äußere Stoß ist bei SF6 mit einem Stoßwinkel von 15,6° am steilsten.  
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Bild 5.7. Vergleich der Strömungstopologien (Winkel aus Schlierenbild abgelesen) beim 
Einsatz von Luft (oben), SF6 (oben links) und Argon (unten rechts) anhand von Schlie-
renbildern bei Π = 78 und ReU = 4⋅106. 
Auch hier ist der Grund die Druckdifferenz zwischen der Innen- und Außenströmung, 
die bei SF6 am größten ist, wie Bild 5.6 verdeutlicht. Hinzu kommt, dass SF6 eine deutlich 
höhere Molmasse als Luft hat. Deshalb läuft die Expansion bei SF6 langsamer ab als bei Luft; 
SF6 vermischt sich mit der Außenströmung innerhalb der Scherschicht und lenkt die Außen-
strömung in größerem Maße ab als Luft mit der geringeren Molmasse [9]. Für den zusätzli-
chen Widerstand infolge der Verdrängung der Außenströmung ist der Stoßwinkel des äußeren 
Stoßes entscheidend, da es sich bei der Außenströmung in allen Fällen um Luft handelt. Ein 
Maß für diesen Widerstand ist der Umlenkwinkel δ, der die Lage der Scherschicht beeinflusst 
(rote Linie in Bild 5.8). Je größer dieser Winkel ist, desto stärker ist die Verdrängung der Au-
ßenströmung und desto größer ist der zusätzliche Widerstand infolge der Verdrängungswir-
kung durch die Düsenströmung. Entsprechend Tabelle 5.3 und Bild 5.5 ist daher dieser Wi-
derstand im Fall von SF6 aufgrund des Druckanstiegs hinter dem schrägen Stoß am größten 
und in dem von Argon am geringsten. Ist die Verdrängung der Außenströmung und damit der 
Druckanstieg hinter dem schrägen Stoß zu stark, kann es zu einer Ablösung am Ende der 
Klappe kommen, in deren Folge sich der Base-Widerstand vergrößert.  
 
Bild 5.8. Widerstand aufgrund der Verdrängung der Außenströmung. 
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Tabelle 5.4 zeigt am Druckverhältnis p2/p1 über den inneren Stoß, dass aufgrund des 
schrägen Stoßes in der Außenströmung der Druck größer wird als in der Düsenströmung am 
Ende der Klappe. Die Tabelle weist auf die unterschiedlichen Mach-Zahlen der Düsenströ-
mung am Ende der Klappe infolge der unterschiedlichen Isentropenexponenten bei konstan-
tem Flächenverhältnis hin. Aus den unterschiedlichen Mach-Zahlen folgen die unterschiedli-
chen Druckverhältnisse, Expansionsstärken, Verdrängungsmomente, Stoßwinkel und Base-
Widerstände am Ende der Klappe. 
Gas γ R Ma1 p0,D, bar σ [°] δ [°] p01/p02 p2/p1 
SF6 1,1 56 2,61 0,22 23,6 1,7 1,001 1,1 
Luft 1,4 287 3,17 0,22 20,5 3,1 1,000 1,28 
Argon 1,667 218 3,80 0,22 19,4 5,1 1,013 1,74 
Tabelle 5.4. Vergleich der Stoßwinkel (innerer Stoß), Umlenkwinkel, Druckverhältnisse 
und Mach-Zahlen am Ende der Klappe bei Luft, SF6 und Argon sowie gleichem Ruhe-
druck infolge unterschiedlicher Isentropenexponenten und Gaskonstanten (eindimensi-
onal berechnet). 
In diesem Fall, in dem der Druck in der Außenströmung größer ist als in der Düsen-
strömung am Ende der Klappe, spricht man von einer überexpandierten Düsenströmung, bei 
der ein sehr steiler innerer Stoß entsteht. Dieser ist aufgrund des Isentropenexponenten bei 
SF6 am steilsten (27,1° im Vergleich zu 23,2° bei Luft und 21,3° bei Argon; Bild 5.7). Da das 
Druckverhältnis p2/p1 sowie die Mach-Zahl Ma1 bekannt sind, kann der Stoßwinkel σ für den 
inneren Stoß nach Gl. 5.10 ermittelt werden. Der Druck p2 ergibt sich aus dem Schrägstoß der 
Außenströmung und wird über die Scherschicht als konstant angenommen. Der Druck p1 und 
die Mach-Zahl Ma1 sind durch das Flächenverhältnis der Düse gegeben und werden nach  
Gl. 5.3 und Gl. 5.5 berechnet. 
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+=  (Gl. 5.10) 
Aus dem Vergleich der drei Gase mit unterschiedlichen Isentropenexponenten ist fest-
zuhalten, dass beim Einsatz des Gases mit dem geringsten Isentropenexponenten (SF6) zwar 
der höchste Bruttoschub erzielt, gleichzeitig aber auch der höchste Widerstand infolge der 
Verdrängung der Außenströmung verursacht wird. Bei der Auslegung einer Scramjet-Düse 
muss deshalb ein Kompromiss gefunden werden, um eine möglichst hohe statische Druckver-
teilung und einen möglichst geringen Widerstand infolge der Verdrängung der Außenströ-
mung zu gewährleisten. 
 
5.2.2 Düsendruckverhältnis 
Der Haupteinfluss auf die Druckverteilung und den Bruttoschub wird beim Düsen-
druckverhältnis vermutet. Die Effekte einer Variation des Düsendruckverhältnisses Π werden 
in Bild 5.9 deutlich. Das Düsendruckverhältnis wurde zwischen Π = 191 und Π = 702 variiert, 
wobei in diesem Fall nur Luft als Strömungsmedium verwendet wurde. Deshalb sind deshalb 
keine Effekte durch den Isentropenexponenten zu erwarten. Der Ruhedruck der Düsenströ-
mung steigt mit wachsendem Düsendruckverhältnis, da der statische Druck der Außenströ-
mung unverändert bleibt. Der statische Druck steigt entlang der Düsenoberfläche, weil das 
Flächenverhältnis und damit die lokale Mach-Zahl unter diesen Voraussetzungen gleich blei-
ben. Wird der statische Druck mit dem Ruhedruck der Düsenströmung normiert, sind die 
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Druckverläufe nahezu identisch (Bild 5.9). Dies deutet darauf hin, dass der qualitative Verlauf 
des Drucks vom Düsendruckverhältnis Π im untersuchten Messbereich unabhängig ist. Bei 
genauerem Vergleich, für den die Graphen neu skaliert wurden (Bild 5.9, rechts), ist zu er-
kennen, dass der Druckverlauf zwischen x = 70 mm und x = 110 mm sowie zwischen 
x = 140 mm und x = 170 mm vom Düsendruckverhältnis abhängt.  
  
Bild 5.9. Vergleich der Druckverteilung entlang der Mittellinie bei unterschiedlichen 
Düsendruckverhältnissen Π und ReU = 8⋅106. Links: alle Messwerte; rechts: vergrößer-
ter Ausschnitt. 
Je höher das Düsendruckverhältnis ist, desto stärker ist der Druckabfall in den beiden 
genannten Bereichen. Darüber hinaus ist bei der verfeinerten Skalierung auffällig, dass der 
Druckverlauf einen wellenförmigen Charakter aufweist, d.h. er steigt und fällt entlang der 
Expansionsrampe. Dieses Auf und Ab im Verlauf der Druckverteilung ist umso ausgeprägter, 
je höher das Düsendruckverhältnis ist. Es indiziert gewisse Störungen entlang der Mittellinie 
und belegt, dass die hier verwendete und für eine frühere Anwendung ausgelegte Düse nicht 
optimal den Bedingungen der für diese Arbeit vorgenommenen Versuche angepasst ist. Er-
wartet wird, dass im Fall einer derartig konturierten Expansionsdüse der statische Druck stetig 
abfällt und bei verschiedenen Düsendruckverhältnissen die Kurven des Druckverlaufs parallel 
verschoben sind. Dies zeigt die Wichtigkeit, die Expansionsdüse so genau wie möglich gemäß 
den späteren Bedingungen im Flug auszulegen. 
Weitere Messtechniken wurden eingesetzt, um diese Ergebnisse zu bestätigen und ge-
nauer zu erklären, darunter die PSP-Methode, die die Messung der Druckverteilung auf der 
gesamten Oberfläche erlaubt. Im Gegensatz zu statischen Druckmessungen an diskreten 
Punkten erhält man so ein umfassendes Bild des Druckverlaufs auf der gesamten Expansions-
rampe. Dadurch lassen sich weiterreichende Aussagen über die Eigenschaften der Strömungs-
topologie treffen. In Bild 5.10 ist beispielhaft die normierte Druckverteilung bei einer 
Anström-Reynolds-Zahl von ReU = 8⋅106 und einem Düsendruckverhältnis von Π = 500 dar-
gestellt. Zu sehen sind daneben die Positionen der statischen Druckbohrungen entlang der 
linken, Mittel- und rechten Linie. Bild 5.11 (a) bis (c) zeigt die Ergebnisse der PSP-
Druckmessungen entlang dieser Linien im Vergleich zu den Ergebnissen aus den PSI-
Druckmessungen. Der maximale Fehler bei den PSP-Druckmessungen liegt im Bereich von 
±5 %, wobei er im niedrigen Druckbereich (10 bis 30 mbar) höher sein kann (für eine genaue-
re Fehleranalyse siehe Kapitel 4.3.2). Für die Druckmessungen mit dem PSI-Modul liegt der 
Fehler bei 0,15 % des maximal möglichen Druckbereichs des PSI-Moduls. Bei einem Druck-
bereich von 1 bar ergibt sich eine maximale Abweichung von 1,5 mbar. Die Fehlerbalken sind 
in der Darstellung des Druckverlaufs deshalb kleiner als die Symbole an den jeweiligen 
Druckbohrungen. Repräsentative Fehlerbalken für die PSP-Druckmessungen sind in Bild 
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5.11 (a) dargestellt. Alle Druckwerte wurden mit dem Ruhedruck der Düsenströmung p0,D 
normiert. 
 
Bild 5.10. Ergebnis der PSP-Druckmessungen bei ReU = 8⋅106 und Π = 500. 
  
a. Verteilung für Mittellinie. 
 
c. Verteilung für linke Linie.    b. Verteilung für rechte Linie. 
Bild 5.11. Vergleich der PSI- und PSP-Druckmessungen bei ReU = 8⋅106 und Π = 500. 
Die PSP-Methode wurde auch deshalb implementiert, um das wellenartige Verhalten 
des Druckverlaufs entlang der Expansionsrampe zu erklären oder wenigstens die vorherigen 
Drucksensormessungen zu bestätigen. Zweidimensionale CFD-Rechnungen zeigten, dass die-
ses wellenartige Verhalten nicht auf Mängel bei der Herstellung des Modells, sondern auf das 
tatsächliche Verhalten der Düsenströmung selbst zurückzuführen ist [66, 68]. Wie in Bild 
5.11 (a) für die Mittellinie zu sehen ist, stimmen die Ergebnisse der PSP- und PSI-
Druckmessungen im Bereich niedriger und hoher Werte der x-Koordinate sehr gut überein, 
während im mittleren Bereich eine systematische Abweichung zwischen den Werten vorliegt, 
die noch nicht endgültig verstanden ist. Die recht gute Übereinstimmung gilt in gleichem Ma-
ße für die Druckwerte der Sensoren entlang der rechten und linken Linie (Bild 5.11 (b) 
und (c)). 
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Die PSP-Messungen zeigen das wellenartige Verhalten der statischen Druckverteilung 
entlang der Mittellinie. Die Ursache dafür scheint die geometrische Kontur der Expansions-
rampe zu sein, die ein frühes Abheben der Düsenglocke und infolgedessen einen Druckan-
stieg auf der Expansionsrampe bewirkt. Der Druckanstieg lässt sich auf eine nahezu isentrope 
Rekompression aufgrund der sich ändernden Steigung der Expansionsrampenkontur zurück-
führen. Die PSP-Messungen decken ebenso auf, dass die Düsenströmung asymmetrisch ab-
strömt. Diese Asymmetrie beruht mit großer Sicherheit auf der Tatsache, dass das Strö-
mungsmedium auf einer Seite des Vorkörpers eingespeist wird (Bild 5.12). Die Strömung 
breitet sich offensichtlich nicht gleichmäßig über das gesamte Volumen der Beruhigungs-
kammer aus, so dass das Strömungsfeld asymmetrisch wird und die asymmetrische Einspei-
sung widerspiegelt. 
 
Bild 5.12. Schematische Darstellung der Komponenten innerhalb des Modells. 
Im Bereich rechts von der Mittellinie (in Strömungsrichtung, Bild 5.10) ist zu erkennen, 
dass sich ein Gebiet hohen Drucks von der rechten Modellwand bis zur Mittellinie erstreckt. 
Dieses Gebiet höheren Drucks ist in einem Bereich gelegen, wo die Strömung beschleunigt 
wird, da sie in x- und y-Richtung expandiert. In diesem Bereich rechts von der Mittellinie ist 
wegen der Asymmetrie mehr Massenstrom vorhanden, so dass das Druckniveau dort höher als 
im übrigen Teil links von der Mittellinie ist. Dies führt zu einem asymmetrischen Schub und 
dadurch zu einem größeren Schubvektorwinkel, dem durch geeignete Regelung entgegenge-
wirkt werden muss. Deshalb ist es wichtig, dass die Brennkammer im Realfall eine möglichst 
symmetrische und homogene Strömung der Expansionsdüse zuführt. Das Wissen über die 
asymmetrische Strömungstopologie wird bei der Konstruktion der Einspeisung bei neuen 
Modellen angewendet. Dort wird das Strömungsmedium symmetrisch in der Mitte der Beru-
higungskammer eingespeist, um die Asymmetrien zu vermeiden bzw. deutlich abzuschwä-
chen.  
Die Fluoreszenzintensität der Farbe bei der PSP-Methode hängt nicht nur vom Druck, 
sondern auch von der Temperatur der Oberfläche ab. Aus diesem Grund wurde die Tempera-
turverteilung auf der Expansionsrampe mit einer IR-Kamera gemessen. An dieser Stelle wer-
den die Ergebnisse lediglich für qualitative Aussagen hinzugezogen. Bild 5.13 (a) bis (c) zeigt 
typische Ergebnisse der Temperaturmessungen mit Hilfe der IR-Thermographie, wobei das 
erste Bild (a) am Anfang, das zweite (b) in der Mitte und das dritte (c) am Ende eines Tests 
von ca. 17 s aufgenommen wurden. Die Oberfläche der Expansionsrampe ist vergleichsweise 
kalt zu Beginn des Versuchs, weil es einige Zeit dauert, bis die Modelloberfläche die Tempe-
ratur des Strömungsmediums aufnimmt. Sobald der Windkanal gestartet und die Außenströ-
mung aufgebaut ist, beginnt die Temperatur auf der Modelloberfläche zu steigen. Die Tempe-
raturverteilung wird von zwei gegenläufigen Effekten beeinflusst: Zum einen nimmt die 
Temperatur ab, weil die Düsenströmung entlang der Expansionsrampe expandiert. Zum ande-
ren nimmt sie zu, da aufgrund der warmen Außenströmung ein positiver Temperaturgradient 
Wärme zur Expansionsrampe transportiert. Deshalb treten die höchsten Temperaturen am 
Ende der Expansionsrampe (in Strömungsrichtung, rechte Seite in Bild 5.13) auf, wo die 
Wandstärke am geringsten und der Wärmefluss in die Struktur schwach ist. Der stromauf-
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wärts liegende Teil der Expansionsrampe hat eine dickere Wandstärke, d.h. eine größere 
thermische Masse. Die Oberflächentemperatur ändert sich in diesem Gebiet daher nur in ge-
ringem Maße. Wegen der hohen Wärmeleitfähigkeit der Modellwand breitet sich die Wärme 
vom warmen Teil stromabwärts zum kühleren Bereich stromaufwärts der Expansionsrampe 
aus. Die Verteilung der Temperatur sollte auch in die Auslegung des Kühlsystems der Expan-
sionsdüse in einem realen Antrieb eingehen, auch wenn im Fall einer heißen Düsenströmung 
die heißen Spots am Beginn der Düse und die kälteren nach der Expansion am Ende der Düse 
vermutet werden. Die weitaus höheren Temperaturen im Realfall beanspruchen das Material 
stärker und beschädigen es bei zu hoher Beanspruchung. Das Wissen um die Wärmevertei-
lung hilft, ein geeignetes Kühlsystem auszulegen.  
  
a. Temperatur zu Beginn des Versuchs. b. Temperatur in der Mitte des Versuchs. 
 
c. Temperatur am Ende des Versuchs. 
Bild 5.13. Temperaturverteilung während des Versuchs gemessen mit IR-
Thermographie. 
Die aufgenommenen IR-Bilder erlauben es nicht, die Strömungsstrukturen abzubilden, 
weil die Wärmeleitfähigkeit des Materials zu groß ist und die Effekte der Temperaturerhö-
hung durch den Stoß zu gering sind. Schlierenaufnahmen sind in diesem Bereich nicht mög-
lich, da die Seitenwände den Blick darauf verhindern.  
Bild 5.14 (a) und (b) verdeutlichen den Einfluss des Düsendruckverhältnisses auf die 
Topologie der Düsenströmung und die statische Druckverteilung anhand der PSP-Messungen. 
Die Anström-Reynolds-Zahl beträgt ReU = 8·106 und das Düsendruckverhältnis wurde zwi-
schen Π = 500 und Π = 1000 variiert. Beim Vergleich von Bild 5.14 (a) und (b) wird der Ein-
fluss des Düsendruckverhältnisses an den unterschiedlichen Topologiemustern der statischen 
Druckverteilung erkennbar. Wiederum ist die Düsenströmung nicht symmetrisch bezüglich 
der Mittellinie der Expansionsrampe.  
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a. ReU = 8⋅106,  Π = 500.  b. ReU = 8⋅106,  Π = 1000. 
Bild 5.14. Einfluss des Düsendruckverhältnisses Π auf die Druckverteilung entlang der 
Expansionsrampe. 
Unter der Annahme, dass das Gebiet niedrigen Drucks in der linken Hälfte der Expansi-
onsrampe ein Zeichen für einen geringen Massenstrom ist und somit vernachlässigt werden 
kann, wird eine „Symmetrielinie“, wie in Bild 5.14 (b) dargestellt, geringfügig rechts von der 
geometrischen Mittellinie gezogen. Diese „Symmetrie“ bezieht sich nicht auf die gesamte 
Breite der Düsenfläche, sondern nur auf eine Breite von 70 % (gestrichelte Fläche) überwie-
gend in der rechten Hälfte. Diese „Symmetrielinie“ ist nach unten verschoben und für den Fall 
Π = 1000 näher an der Mittellinie als für Π = 500. Da die Strömungsrichtung zur Achse der 
Expansionsrampe geneigt ist, trifft die Strömung unter einem geringen Winkel auf die Sei-
tenwand. Dies führt dazu, dass sich eine Stoßwelle ausbreitet, die sich von der Seitenwand 
stromabwärts bis zur Mittellinie fortsetzt (Bild 5.14 (a)). Die Druckverteilung zeigt einen 
scharf ausgebildeten Druckanstieg gefolgt von einem starken Druckabfall. Dieses Verhalten 
muss nicht ausschließlich von einer Stoßwelle hervorgerufen werden, sondern kann auch 
durch die überlagernden Expansionseffekte verstärkt werden.  
In Bild 5.14 (b) sieht man, dass der Druckanstieg infolge der Stoßwelle geringer als in 
Bild 5.14 (a) ist. Sehr auffällig in Bild 5.14 (b) ist das große Gebiet hohen Drucks unmittelbar 
stromabwärts vom Gebiet niedrigen Drucks: Verantwortlich dafür ist die stärkere Expansion 
an der Hinterkante der Klappe, die in der Folge auch zu einer stärkeren Rekompression führt. 
An diesem Punkt expandiert die Düsenströmung wegen der hohen Druckdifferenz zwischen 
Düsen- und Außenströmung. Die Expansionswelle entspringt an der Hinterkante der Klappe 
und trifft auf die Expansionsrampe, wo sich ein Gebiet niedrigen Drucks bildet. Im Fall gro-
ßer Düsendruckverhältnisse (Bild 5.14 (b)) ist die Druckdifferenz zwischen Düsen- und Au-
ßenströmung größer, so dass auch die Expansion stärker ist. Dies führt zu einem größeren 
Expansionsfächer und damit zu einem größeren Gebiet niedrigen Drucks auf der Expansions-
rampe im Vergleich zum Verhalten bei einem niedrigeren Düsendruckverhältnis (Bild 5.14 
(a)). Dass der Druck im Anschluss daran direkt wieder ansteigt, liegt an der isentropen Re-
kompression aufgrund der geometrischen Form der Düsenkontur. In diesen Bereich fällt der 
Wendepunkt der Expansionsrampe, so dass es zu einer Rekompression der Strömung kommt. 
Ist diese zu stark, wie bei der vorliegenden Düse, hebt die Düsenglocke zu früh von der Ex-
pansionsrampe ab und es entsteht ein Stoß in z-Richtung, der für eine Druckanpassung hin zu 
einem höheren Druck aufgrund der Rekompression sorgt. Dies ist in Bild 5.15 (a) und (b) 
daran zu sehen, dass der innere Stoß (Rand der Düsenglocke) 12,25 mm von der Expansions-
rampe entfernt ist.  
Der Punkt des Abhebens auf der Expansionsrampe ist dabei vom Düsendruckverhältnis 
unabhängig, was der Vergleich der beiden Bilder zeigt, da in beiden Fällen der Abstand zur 
Expansionsrampe 12,25 mm beträgt. Lediglich der Freistrahlrand der Düsenglocke passt sich 
dem erhöhten Düsendruckverhältnis durch Aufweiten an, so dass sich dessen Abstand von der 
Außenkante des Düsenmodells von 36,0 mm bei Π = 250 auf 38,35 mm bei Π = 500 vergrö-
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ßert. Dadurch steigt der statische Druck in diesem Bereich, was einen negativen Effekt hat: In 
diesem Bereich der Expansionsrampe bedeutet der höhere Druck vor allem eine Kraft in Auf-
triebsrichtung, so dass der Schubvektorwinkel steigt und der Flugkörper stärker geregelt wer-
den muss. Außerdem geht dabei kinetische Energie verloren, die nicht mehr zur Schuberzeu-
gung benutzt werden kann. 
 
a. ReU = 8·106,  Π = 250.   b. ReU = 8·106,  Π = 500. 
Bild 5.15. Vergleich der Düsenglocken bei ReU = 8⋅106 sowie Π = 250 und Π = 500. 
Neben den statischen Druckmessungen und den PSP-Messungen wurden Pitot-
Druckmessungen durchgeführt, mit denen der Pitot-Druck in der Düsen- und Außenströmung 
gemessen wurde. Dabei wurde der Einfluss des Düsendruckverhältnisses und der Anström-
Reynolds-Zahl untersucht. Bild 5.16 (a) bis (d) zeigen die Ergebnisse der Pitot-Druck-
messungen bei der Anström-Reynolds-Zahl ReU = 8·106 und den Düsendruckverhältnissen 
Π = 250 und Π = 500 an zwei unterschiedlichen x-Positionen des Pitot-Rechens: x = 244 mm 
(30 mm hinter der Düse) und x = 274 mm (60 mm hinter der Düse). 
 
a. ReU = 8·106, Π = 250, x = 244 mm.  b. ReU = 8·106, Π = 500, x = 244 mm. 
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c. ReU = 8·106, Π = 250, x = 274 mm.  d. ReU = 8·106, Π = 500, x = 274 mm. 
Bild 5.16. Pitot-Druckmessungen bei ReU = 8⋅106 sowie Π = 250 und Π = 500 in zwei un-
terschiedlichen Ebenen stromabwärts von der Düse. 
Wenn die Ergebnisse der Pitot-Druckmessungen für die feste Position x = 244 mm, also 
30 mm hinter der Düse, verglichen werden, sind Ähnlichkeiten, aber auch Unterschiede im 
Hinblick auf die Düsendruckverhältnisse festzustellen. Der Bereich des höchsten Druckni-
veaus um den Punkt (y = 0 mm und z = -85 mm) ist in beiden Fällen sehr ähnlich. Im oberen 
Bereich der Düsenströmung (z > -60 mm) unterscheiden sich nicht nur die Werte des Pitot-
Druckverhältnisses pPitot/p0,D quantitativ, sondern auch das Strömungsfeld selbst ist qualitativ 
verschieden. Der Abstand zwischen den beiden äußeren Bereichen niedrigen Drucks oberhalb 
von z = -40 mm ist bei einem Düsendruckverhältnis Π = 500 größer als bei Π = 250 (Bild 
5.16 (a) und (b)). Die Ursache dafür ist, dass im Fall Π = 500 die Düsenströmung stärker ex-
pandiert und damit die Bereiche niedrigeren Drucks weiter auseinander liegen als im Fall 
Π = 250. Ein niedrigerer Pitot-Druck deutet auf eine hohe Mach-Zahl hin, die in diesem Be-
reich durch dreidimensionale Effekte verursacht wird. Diese dreidimensionalen Effekte beru-
hen auf der Tatsache, dass die Schubdüse auch in y-Richtung divergiert, was eine Expansion 
in der x-y-Ebene nach sich zieht. Die Beobachtung, dass die Bereiche niedrigen Drucks bzw. 
hoher Mach-Zahl in Bild 5.16 (b) weiter auseinander liegen, deutet an, dass die Düsenglocke 
in diesem Fall breiter aufgefächert ist. Im Fall von Π = 500 wird die Außenströmung stärker 
von der Düsenglocke beeinflusst als bei Π = 250, weil diese weiter in die Außenströmung 
ragt. Als weiterer Grund für die Abweichungen in diesem Bereich ist die Asymmetrie der 
Düsenströmung in Betracht zu ziehen, die bereits oben detailliert diskutiert wurde und eindeu-
tiger anhand der PSP-Ergebnisse gesehen werden konnte.  
Die Ergebnisse im Bereich unterhalb des Düsenrandes (d.h. bei z < -101 mm) unter-
scheiden sich ebenfalls. Ein Grund für den quantitativen Unterschied ist, dass der gemessene 
Pitot-Druck pPitot auf den Ruhedruck der Düsenströmung p0,D bezogen wird. Bei einem Dü-
sendruckverhältnis von Π = 500 ist dieser Ruhedruck doppelt so groß wie im Fall Π = 250 bei 
gleicher Anström-Reynolds-Zahl. Daraus ergibt sich, dass das Druckverhältnis pPitot/p0,D im 
Bereich der Außenströmung bei Π = 500 halb so groß sein muss wie bei Π = 250. Die qualita-
tiven Unterschiede im Druckverhältnis pPitot/p0,D zeigen aber auch, dass die Positionen der 
Scherschichten sowie innerer und äußerer Stöße leicht voneinander abweichen. Dies ist auf 
die unterschiedlich starke Expansion am Ende der Expansionsrampe zurückzuführen. Die 
Stärke der Expansion am Ende der Expansionsrampe sowie der Bruttoschub hängen sehr stark 
vom Düsendruckverhältnis ab: je höher das Düsendruckverhältnis, desto stärker die Expansi-
on am Ende der Expansionsrampe und desto größer der Bruttoschub. Hinsichtlich des Schubs 
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eines Flugkörper ist es sinnvoll, ein möglichst hohes Düsendruckverhältnis und somit einen 
hohen Ruhedruck nach der Verbrennung in der Brennkammer anzustreben. Die Wechselwir-
kung von Düsenströmung und Außenströmung wird aber so stark vom Düsendruckverhältnis 
beeinflusst, dass das Ziel eines hohen Düsendruckverhältnisses im Hinblick auf das Gesamt-
system des Flugkörpers wieder eingeschränkt werden muss. Dies wird nach der folgenden 
Diskussion deutlicher. 
Die Verteilung des Druckverhältnisses pPitot/p0,D 60 mm stromabwärts von der Düse 
(x = 274 mm) bei den Düsendruckverhältnissen Π = 250 und Π = 500 ist in Bild 5.16 (c) und 
(d) dargestellt. Die Werte im Bereich des hohen Drucks (siehe untere Hälfte der Düsenströ-
mung) sind geringer als bei x = 244 mm, wobei die Werte im Bereich des niedrigen Drucks in 
der oberen Hälfte der Düsenströmung ebenfalls abgenommen haben. Die Unterschiede in der 
oberen Hälfte mit Blick auf das veränderte Düsendruckverhältnis sind deutlich zu erkennen. 
Sie resultieren aus der in y-Richtung weiter aufgefächerten Düsenglocke bei dem größeren 
Düsendruckverhältnis von Π = 500 als bei Π = 250. Die Bereiche hohen Drucks (rote Berei-
che) sind ein Zeichen dafür, dass dort die Mach-Zahl geringer ist und damit die Strömung 
entlang der festen Expansionsrampe schwächer expandiert als entlang des Freistrahls. Auffal-
lend ist, dass sich dieser Bereich des hohen Drucks weder in seiner räumlichen Ausdehnung 
noch in der Höhe des Drucks zwischen den Düsendruckverhältnissen unterscheidet, er also 
unabhängig davon ist. Die Düsenglocke passt sich lediglich durch den Freistrahlrand dem 
Düsendruckverhältnis an, während sich jene Position nicht mit dem Düsendruckverhältnis 
verändert, an der die Düsenglocke von der Expansionsrampe abhebt. Die Position wird von 
der Geometrie der Expansionsrampe bestimmt und ist vom Düsendruckverhältnis unabhängig 
(Bild 5.15 (a) und (b)). Ein weiterer Grund für das frühe Ablösen der Düsenglocke kann die 
Wechselwirkung der Stöße und Expansionswellen sein, die im Zusammenhang mit den PSP-
Ergebnissen diskutiert wurde.  
Betrachtet man die Strömung unterhalb des Bereichs hohen Drucks, stellt man fest, dass 
die Position der Scherschichten sowie innerer und äußerer Stöße im Vergleich zu den Ver-
hältnissen von x = 244 mm nach unten verschoben ist. Deutlich ist dies zu erkennen, wenn 
man das kleine rote Gebiet in der rechten unteren Ecke in Bild 5.16 (c) in den Blick nimmt: 
Der Vergleich mit Bild 5.16 (a) zeigt, wie sich dieses rote Gebiet (innerhalb des schwarzen 
Kreises) abwärts in z-Richtung bewegt hat. Kleine Abweichungen hinsichtlich der Position 
der Scherschichten sowie innerer und äußerer Stöße zwischen den beiden Düsendruckverhält-
nissen sind zu erkennen. Die Düsenströmung beeinflusst unterschiedlich stark die Außen-
strömung und damit die Position der Scherschichten und Stöße. 
Bild 5.17 (a) und (b) zeigt die Ergebnisse der Pitot-Druckmessungen in vier Messebe-
nen in x-Richtung bei zwei verschiedenen Anström-Reynolds-Zahlen und Düsendruckver-
hältnissen. Die Werte sind dabei so gewählt, dass in beiden Fällen der gleiche Ruhedruck in 
der Düsenströmung herrscht. Durch diese Darstellung wird das Strömungsfeld im Nachlauf 
der Schubdüse visualisiert, und man erhält weitere Informationen über die Wechselwirkungen 
zwischen Düsen- und Außenströmung. Wenn die erste Messebene betrachtet wird (ganz links 
in Bild 5.17 (a) und (b)), die sich noch oberhalb der Expansionsrampe befindet, ist zu sehen, 
dass sich die Ergebnisse zwischen den beiden Bedingungen in (a) und (b) kaum unterschei-
den. In diesem Gebiet wird die Düsenströmung noch nicht von der Außenströmung beein-
flusst, so dass sich die Druckwerte, bezogen auf den Ruhedruck der Düsenströmung, nicht 
unterscheiden. 
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a. ReU = 4·106,  Π = 500.    b. ReU = 8·106,  Π = 250. 
Bild 5.17. Pitot-Druckmessungen bei zwei unterschiedlichen Reynolds-Zahlen und zwei 
unterschiedlichen Düsendruckverhältnissen in vier Messebenen stromabwärts der Düse. 
In der nächsten Messebene stromabwärts von der Schubdüse bei x = 244 mm treten die 
ersten Unterschiede im oberen und unteren Bereich auf. Entsprechend der Anström-Reynolds-
Zahl variiert der statische Druck in der Anströmung, was sich auf die Expansion der Düsen-
strömung auswirkt: Je höher der Druckunterschied zwischen Düsen- und Außenströmung am 
Ende der Expansionsrampe ist, desto stärker ist die Expansion der Düsenströmung. Diese Ef-
fekte werden auch in den weiteren Messebenen beobachtet, wo die Unterschiede noch deutli-
cher werden. Im unteren Bereich der Messebene unterscheiden sich nicht nur die Positionen 
der Scherschichten merklich zwischen den beiden Bedingungen (a) und (b), sondern die oben 
angesprochene Asymmetrie wird offensichtlich. Im oberen Bereich der Messebene unter-
scheiden sich die Werte der Pitot-Druckverteilung zwischen den Bedingungen (a) und (b) 
wegen der unterschiedlich starken Expansion, die aus den Düsendruckverhältnissen resultiert. 
Der Grund für den Unterschied im oberen Bereich ist, dass die Düsenglocke im unteren Be-
reich seitlich und entlang der Expansionsrampe von einer festen Wand und im oberen Bereich 
von einem Freistrahlrand begrenzt (Bild 5.18) wird.  
 
Bild 5.18. Begrenzung der Düsenglocke durch feste Wände und Freistrahl. 
Denn die Lage des Freistrahlrandes ist von der Stärke der Expansion bzw. vom Düsen-
druckverhältnis abhängig: Je größer das Düsendruckverhältnis dabei ist, desto weiter ausein-
ander liegen die Freistrahlränder.  
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Die Kernströmung wird weder von der Außenströmung beeinflusst noch unterscheidet 
sie sich merklich unter den beiden Bedingungen, was an den Druckwerten in Bild 5.17 (a) und 
(b) zu erkennen ist. Die Größe und die normierten Druckwerte dieses Bereiches verändern 
sich nicht mit dem Düsendruckverhältnis. Die Kernströmung ist bei dieser asymmetrischen 
Expansionsdüse im untersuchten Bereich unabhängig von Düsendruckverhältnis und 
Anström-Reynolds-Zahl. 
Darüber hinaus wurden mit den Pitot-Druckmessungen die Positionen von Gradienten 
innerhalb der Düsenströmung und der Bereich der Interaktion der Düsen- und Außenströmung 
lokalisiert. Die Positionen der Düsenglocke (siehe Kapitel 2.3), Stöße (innen und außen) und 
Scherschichten wurden in Abhängigkeit von Düsendruckverhältnis und Anström-Reynolds-
Zahl ermittelt und verglichen. Dazu wurde der gemessene Pitot-Druck über der z-Koordinate 
aufgetragen. Als y-Position wurde die Symmetrieachse y = 0 mm und als x-Position wurden 
die Werte x = 244 mm und x = 274 mm fest gewählt. Bild 5.19 (a) und (b) zeigt die Pitot-
Druckverteilung an diesen x-Positionen bei den Düsendruckverhältnissen Π = 250 und 
Π = 500 und den beiden Anström-Reynolds-Zahlen ReU = 4·106 und ReU = 8·106. Während 
die Ergebnisse keine signifikanten Unterschiede innerhalb der Kernströmung aufweisen, un-
terscheiden sie sich für den Bereich außerhalb der Düsenströmung. 
  
a. Pitot-Rechenposition bei x = 244 mm. b. Pitot-Rechenposition bei x = 274 mm. 
Bild 5.19. Vergleich der Gradienten im Strömungsfeld bei den Anström-Reynolds-
Zahlen ReU = 4·106 und ReU = 8·106 und unterschiedlichen Düsendruckverhältnissen an 
zwei Positionen stromabwärts von der Düse ermittelt mit Pitot-Druckmessungen. 
Die gestrichelten horizontalen Linien indizieren die Positionen der Ränder der Düsen-
glocke, der Stöße bzw. der Scherschichten in z-Richtung. Innerhalb der Düsenströmung hän-
gen diese Positionen weder vom Düsendruckverhältnis noch von der Anström-Reynolds-Zahl 
ab: Der Verlauf des Pitot-Drucks ist an den gleichen z-Positionen unstetig, was die Ränder der 
Düsenglocke bestimmt (Bild 5.19 (a)). Das Strömungsfeld ändert sich nicht, solange keine 
Interaktionen mit der Außenströmung auftreten. Daraus wird ersichtlich, dass das innere Feld 
der Düsenströmung im untersuchten Bereich der Düsendruckverhältnisse hauptsächlich von 
der Geometrie der Düsenkontur abhängig ist. Statische Druckverteilung und Bruttoschub der 
Düsenströmung werden somit nicht von der Außenströmung beeinflusst. Auch in Bild 
5.19 (b) befinden sich die Unstetigkeiten an den exakt gleichen z-Positionen hinsichtlich des 
Rands der Düsenglocke. Allerdings sind die Positionen nicht identisch mit denjenigen an der 
x-Position x = 244 mm aus Bild 5.19 (a). Die Ränder liegen dichter zusammen, weil sich die 
Düsenglocke in diesem Bereich verengt. 
Die Unterschiede und Abhängigkeiten von Düsendruckverhältnis und Anström-
Reynolds-Zahl treten in dem Bereich auf, wo innere Düsenströmung und Außenströmung 
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interagieren (z = -100 mm). Dort werden die Positionen der inneren und äußeren Stöße sowie 
der Scherschichten von Düsendruckverhältnis und Anström-Reynolds-Zahl beeinflusst. Bei 
gleichem Düsendruckverhältnis und unterschiedlichen Anström-Reynolds-Zahlen variieren 
sie nicht, aber bei unterschiedlichen Düsendruckverhältnissen und gleichen Anström-
Reynolds-Zahlen dagegen merklich. Selbst bei einer Anström-Reynolds-Zahl von ReU = 4·106 
und einem Düsendruckverhältnis von Π = 500 verglichen mit einer Anström-Reynolds-Zahl 
von ReU = 8·106 und einem Düsendruckverhältnis von Π = 250, was zu einem gleichen Ruhe-
druck der Düsenströmung führt, unterscheiden sich die Positionen von Stößen und Scher-
schichten deutlich. Beim Vergleich der beiden x-Positionen x = 244 mm und x = 274 mm fällt 
auf, dass die gestrichelten Linien unterschiedliche Positionen im Bereich der Wechselwirkung 
von Düsen- und Außenströmung (z = -100 mm) haben: Im Fall x = 274 mm (Bild 5.19 b) lie-
gen sie weiter auseinander und an tieferen z-Positionen: bei z = -103 mm und z = -108 mm im 
Vergleich zu z = -98 mm und z = -102 mm im Fall x = 244 mm (Bild 5.19 (a)). 
Die Positionen von Stößen und Scherschichten unterscheiden sich, weil sich die Wech-
selwirkungen zwischen Düsen- und Außenströmung in diesem Bereich anders verhalten. Bei 
einem Düsendruckverhältnis von Π = 500 verdrängt die Düsenströmung die Außenströmung 
stärker, so dass sich die Lage der Scherschichten nach außen verschiebt und Stöße infolge der 
Verdrängung steiler werden. Je steiler die Stöße werden, desto größer werden die Verluste 
über diese Stöße. Für das Gesamtsystem des Flugkörpers vergrößern sie den Widerstand und 
reduzieren den Nettoschub. Diese Beobachtung spricht dafür, das Düsendruckverhältnis nicht 
zu groß werden zu lassen und so den Einfluss der Düsenglocke auf die Außenströmung zu 
verkleinern. Wie in Bild 5.5 zu sehen, steigen die Druckverluste nämlich überproportional mit 
dem Stoßwinkel des äußeren Stoßes. Dabei sind auch die Verluste durch Unterexpansion zu 
berücksichtigen, die mit steigendem Düsendruckverhältnis größer werden. In einem iterativen 
Prozess zwischen Bruttoschub und Widerstand muss das optimale Düsendruckverhältnis ge-
funden werden, damit der Nettoschub am größten wird. 
Bild 5.20 (a) und (b) zeigen den Vergleich zwischen einem Schlierenbild und der ent-
sprechenden Pitot-Druckverteilung an zwei Pitot-Rechenpositionen, x = 244 mm und 
x = 304 mm. Die gelben gestrichelten Linien zeigen, dass die Positionen von Düsenglocke 
und Scherschichten zwischen Schlierenbild und Pitot-Druckmessung gut übereinstimmen. Sie 
wurden sowohl anhand der Schlierenbilder als auch anhand der Pitot-Druckmessungen lokali-
siert und miteinander verglichen: Die Unstetigkeiten der Steigung im Pitot-Druckverlauf und 
die Dichtegradienten im Schlierenbild fallen zusammen. Die gestrichelten Linien geben die 
Position der Düsenglocke an der Stelle wieder, wo die Steigung der Pitot-Druckverteilung 
unstetig ist. Es handelt sich dabei um den Rand der Düsenglocke, der aus oben beschriebenen 
Gründen zu früh von der Expansionsrampe abhebt. Dieser Verdichtungsstoß in z-Richtung 
führt zu dem unstetigen Verlauf des Pitot-Drucks. 
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a. Pitot-Rechenposition bei x = 244 mm. b. Pitot-Rechenposition bei x = 304 mm. 
Bild 5.20. Vergleich der Pitot-Druckverteilung entlang der Mittelachse y = 0 mm an un-
terschiedlichen Positionen des Pitot-Rechens x = 244 mm und x = 304 mm bei Π = 500. 
Die Übereinstimmung zwischen Schlierenbild und Pitot-Druckmessung ist ein weiterer 
Indikator dafür, dass Pitot-Druckmessungen dazu verwendet werden können, das Strömungs-
feld zu visualisieren und die Gradienten, wie z.B. die Positionen von Stößen und Scherschich-
ten, innerhalb des Strömungsfeldes zu lokalisieren. In Bild 5.20 (links) ist zu sehen, dass sich 
etwa bei einer z-Position z = -90 mm die Steigung der Pitot-Druckverteilung genau dort ver-
ändert, wo anhand des Schlierenbildes der innere Stoß in z-Richtung gefunden wird. In Bild 
5.20 (rechts) ist der Pitot-Rechen weiter stromabwärts positioniert. An den Stellen, wo sich 
die Steigung der Pitot-Druckverteilung in diesem Fall verändert, wird deutlich, wie sich die 
Positionen der Düsenglocke und der Scherschichten verschoben haben. Bei etwa z = -80 mm 
schlägt die Steigung der Pitot-Druckverteilung deutlich sichtbar um. Dies zeigt, wie die Größe 
der Düsenglocke mit Hilfe der Pitot-Druckverteilung gemessen werden kann. Deshalb ist es 
möglich, die Größe der Düsenglocke in Abhängigkeit diverser Parameter wie Düsendruckver-
hältnis und Anström-Reynolds-Zahl anhand von Pitot-Druckmessungen zu vergleichen. 
Bild 5.21 (a) bis (d) vergleichen Seite an Seite die Ergebnisse der PSP-
Druckmessungen und der Pitot-Druckmessungen. Die einzelnen Bilder geben einen Eindruck, 
wie sich die beiden eingesetzten Messmethoden komplementär ergänzen. Der Blick ist in 
Strömungsrichtung (im Bild in x-Richtung) auf die Expansionsrampe und jeweils zwei Mess-
ebenen gerichtet, die senkrecht zur Strömungsrichtung in der y-z-Ebene aufgespannt sind. In 
Bild 5.21 (a) und (c) sind die gesamte Expansionsrampe sowie die ersten beiden Messebenen 
(x = 207 mm und x = 244 mm) zu sehen, während Bild 5.21 (b) und (d) den hinteren Teil der 
Expansionsrampe und die letzten beiden Messebenen (x = 274 mm und x = 304 mm) zeigt.  
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a. Π = 500, x = 207 mm und x = 244 mm.  b. Π = 500, x = 274 mm und x = 304 mm. 
 
c. Π = 250, x = 207 mm und x = 244 mm.  d. Π = 250, x = 274 mm und x = 304 mm. 
Bild 5.21. Vergleich zwischen Pitot-Druckmessungen (in allen Messebenen) und PSP-
Druckmessungen (auf der Expansionsrampe) bei einer Anström-Reynolds-Zahl 
ReU = 8⋅106 und zwei unterschiedlichen Düsendruckverhältnissen Π = 250 und Π = 500. 
Auf diese Weise erhält man für diesen speziellen Fall ein besseres phänomenologisches 
Verständnis der Düsenströmung und fasst die oben beschriebenen Effekte in einem Bild zu-
sammen. Dargestellt sind die Ergebnisse bei zwei unterschiedlichen Düsendruckverhältnissen 
Π = 250 und Π = 500 sowie einer Anström-Reynolds-Zahl ReU = 8·106. Die Asymmetrie auf-
grund der leicht schrägen Strömungsrichtung von der linken zur rechten Seite ist zu erkennen, 
ebenso das Gebiet auf der linken Seite, in dem der Massenstrom sehr gering ist. Die Gebiete, 
in denen der Expansionsfächer ausgehend von der Hinterkante der Klappe auf die Expansi-
onsrampe trifft, sind je nach Düsendruckverhältnis unterschiedlich groß. Dies zeigen Bild 
5.21 (a) und (c). Aus der Perspektive von oben sieht man, wie die Stoßwelle von der rechten 
Ecke der Hinterkante bis zur leicht verschobenen und gedrehten „Symmetrielinie“ reicht und 
mit dem reflektierten Expansionsfächer interagiert.  
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Die Pitot-Druckmessungen decken Unterschiede in der oberen und unteren Hälfte der 
Messebenen auf, wo der Einfluss der Außenströmung vom Düsendruckverhältnis abhängt. 
Die Kernströmung dieser Expansionsdüse jedoch ist unabhängig von Anström-Reynolds-Zahl 
und Düsendruckverhältnis im jeweils untersuchten Bereich. Die PSP-Messungen liefern ein 
Bild der Strömungstopologie auf der Expansionsrampe. Aus beiden zusammen können der 
Bruttoschub, der Schubvektorwinkel und der durch das Verdrängen der Außenströmung er-
zeugte Widerstand eingeschätzt werden. Dieses Wissen kann der Auslegung eines realen 
Flugkörpers zugute kommen. 
5.2.3 Anström-Reynolds-Zahl 
Die Anström-Reynolds-Zahl wurde variiert, um unterschiedliche Flughöhen zu simulie-
ren und ihren möglichen Einfluss auf die Düsenströmung zu untersuchen. In dieser Arbeit 
wurden die Untersuchungen auf zwei Reynolds-Zahlen und somit zwei Flughöhen beschränkt. 
Als geeignete Flughöhen ergaben sich aufgrund von Vorüberlegungen im Gesamtprojekt die 
Höhen 25 km und 30 km, die zu Anström-Reynolds-Zahlen von ReU = 4·106 und ReU = 8·106 
führten. Der Einfluss der Anström-Reynolds-Zahl auf die Topologie der Düsenströmung wur-
de bei diversen Düsendruckverhältnissen untersucht und verglichen. In Bild 5.22 sind die 
Druckverteilungen der genannten Anström-Reynolds-Zahlen sowohl bei einem Düsendruck-
verhältnis von Π = 250 (links) als auch bei einem Düsendruckverhältnis von Π = 500 (rechts) 
abgebildet. Der Vergleich zeigt, dass die Unterschiede sehr gering ausfallen und die Druck-
verteilungen sehr nah beieinander liegen.  
 
Bild 5.22. Vergleich der Druckverteilung entlang der Mittellinie bei unterschiedlichen 
Anström-Reynolds-Zahlen und gleichem Düsendruckverhältnis. Links: Π = 250; rechts: 
Π = 500. 
Daher ist der Einfluss der Anström-Reynolds-Zahl und damit der Außenströmung auf 
den statischen Druckverlauf der Düsenströmung und auf den Bruttoschub des Scramjet-
Antriebes im hier untersuchten Bereich hypersonischer Außenströmungen als sehr gering bis 
vernachlässigbar einzustufen: Statischer Druckverlauf und Bruttoschub sind von der Außen-
strömung weitgehend unabhängig. Großen Einfluss hat die Außenströmung auf den Wider-
stand des gesamten Scramjet-Antriebes und somit auf den Nettoschub des Triebwerks. Auch 
im Fall der überexpandierten Düsenströmung ist der Einfluss der Anström-Reynolds-Zahl 
bzw. der Außenströmung gering. Für die vorliegende Schubdüse liegt der Übergang von der 
unter- zur überexpandierten Düsenströmung bei einem Düsendruckverhältnis von Π = 150. 
Die experimentellen Ergebnisse bei einem Düsendruckverhältnis von Π = 78 – also im über-
expandierten Fall – zeigen keine signifikanten Einflüsse der Außenströmung auf die Druck-
verteilung entlang der Mittellinie (Bild 5.23): Die Verläufe der statischen Druckverteilung bei 
beiden Anström-Reynolds-Zahlen liegen nahezu deckungsgleich übereinander. 
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Bild 5.23. Vergleich der Druckverteilung entlang der Mittellinie bei unterschiedlichen 
Anström-Reynolds-Zahlen und einem Düsendruckverhältnis von Π = 78. 
Der Einfluss der Anström-Reynolds-Zahl wurde ebenfalls mit der PSP-Methode unter-
sucht. Die Ergebnisse einer Variation der Anström-Reynolds-Zahl sind in Bild 5.24 (a) und 
(b) zu sehen. Darin erkennt man die gleichen Strukturen wie bereits weiter oben beschrieben: 
Die starke Expansion an der Hinterkante der Klappe verursacht ein Gebiet niedrigen Drucks 
gefolgt von einem Druckanstieg infolge der Rekompression. In der linken Hälfte der Expansi-
onsrampe fällt das langgezogene Gebiet niedrigen Drucks auf, das auf einen geringeren Mas-
senstrom in diesem Bereich deutet. Zu sehen ist auch der von der rechten Wand entspringende 
Druckanstieg, der möglicherweise aus einem Stoß infolge der schrägen Strömung resultiert. 
Diese komplexen Interaktionen beeinflussen Schub und Schubvektor in negativem Maße. Die 
Wechselwirkungen zwischen Stoß und Expansionsfächer sowie dessen Reflexion von der 
Expansionsrampe führen zu einem komplexen Strömungsfeld mit einem asymmetrischen 
Druckprofil.  
Bei gleichem Düsendruckverhältnis Π = 1000 und zwischen ReU = 8⋅106 und 
ReU = 4⋅106 variierter Anström-Reynolds-Zahl (Bild 5.24 (a) und (b)) unterscheiden sich die 
statische Druckverteilung und die Strömungstopologie auf der Expansionsrampe kaum.  
 
a. ReU = 8⋅106,  Π = 1000.  b. ReU = 4⋅106,  Π = 1000. 
Bild 5.24. Einfluss der Anström-Reynolds-Zahl ReU auf die Druckverteilung entlang der 
Expansionsrampe. 
Der Einfluss der Anström-Reynolds-Zahl auf die statische Druckverteilung und die 
Strömungstopologie innerhalb der Schubdüse ist somit insgesamt als sehr gering einzuschät-
zen. Das Düsendruckverhältnis ist zwar von der Anström-Reynolds-Zahl abhängig, sofern der 
Düsenruhedruck konstant bleibt und sich der statische Druck der Außenströmung mit der 
Anström-Reynolds-Zahl verändert, dennoch besitzt es als Ähnlichkeitsparameter einen we-
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sentlicheren Einfluss auf die Strömungseigenschaften. Die Bedeutung der Anström-Reynolds-
Zahl liegt darin, dass durch sie bei konstantem Düsenruhedruck das Düsendruckverhältnis 
bestimmt wird. 
 
5.3 Schubvergleich 
In diesem Abschnitt werden der Schub und die Kräfte verglichen, die aus den PSI- und 
PSP-Druckmessungen ermittelt wurden. Es ist dabei das Ziel, die Abweichungen zwischen 
den Kräften zu ermitteln, die aus den Ergebnissen der PSI- und PSP-Druckmessungen be-
rechnet werden. Frühere Verfahren benutzten lediglich die statische Druckverteilung aus PSI-
Messungen entlang der Mittellinie, um den Schub zu berechnen. Später wurden zusätzlich 
Ebenen rechts und links von der Mittellinie hinzugezogen, um die Genauigkeit zu verbessern. 
Mit den PSP-Druckmessungen wird die Genauigkeit weiter erhöht und die Abweichung der 
früheren Methoden kann somit abgeschätzt werden. Wie bereits gezeigt, stimmen die Druck-
werte an den Messstellen zwischen PSI- und PSP-Messungen sehr gut überein. Bei der Be-
rechnung des Schubs und der Kräfte ist jedoch die Kenntnis der Druckverteilung auf der ge-
samten Oberfläche notwendig. Aus den PSI-Messungen ist der Druck nur an der jeweiligen 
Druckbohrung bekannt und muss daher für die gesamte Fläche sowohl inter- als auch extrapo-
liert werden. Um die Kraft aus den PSI-Druckmessungen zu berechnen, wird angenommen, 
dass der Druck, gemessen an einer Druckbohrung, über eine Fläche wirkt, die sich jeweils von 
Mitte zu Mitte zwischen zwei Druckbohrungen erstreckt. Die Kraft wird zunächst mit einer 
Spline-Interpolation (Bild 5.25) entlang der Linie berechnet, entlang derer sich die Druckboh-
rungen befinden. Dadurch kommt es zu Abweichungen des berechneten Schubs vom tatsäch-
lichen. 
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Bild 5.25. Spline-Interpolation für PSI-Druckmessungen. 
Mit der flächigen Druckverteilung aus den PSP-Messungen ist eine genauere Berech-
nung des Schubs und der Kräfte möglich. Im Fall der in diesem Kapitel besprochenen Düse 
ist zu beachten, dass – wie oben beschrieben – die Strömung nicht symmetrisch und über die 
gesamte Breite aufgebaut ist. Dennoch ist grundsätzlich ein Vergleich zwischen PSI- und 
PSP-Messungen möglich. Eine genauere und verlässlichere Diskussion erfolgt anhand der neu 
ausgelegten Düse im anschließenden Kapitel. 
Die Vorgehensweise bei dem Vergleich wird anhand von Bildern und Formeln im Fol-
genden erläutert. Der Bereich, in dem die PSP-Technik angewandt wurde, ist in Bild 5.26 als 
rotes Rechteck dargestellt. 
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Bild 5.26. Anwendungsbereich von PSP und PSI sowie Netz für die Druckwerte aus PSI- 
und PSP-Messungen. 
Aufgrund des Blickwinkels der Kamera zum Modell waren PSP-Druckmessungen erst 
ab einer Position von x = 60 mm bis zum Ende der Expansionsrampe, x = 214 mm, möglich. 
Die Druckwerte sind an jedem Netzpunkt innerhalb des roten Rechtecks verfügbar. Der Ab-
stand der Netzpunkte beträgt ∆x = 1 mm und ∆y = 1 mm. Mit den PSI-Druckmessungen wird 
lediglich der Druck an diskreten Positionen (schwarze Punkte in Bild 5.26) erfasst. Folgende 
Gleichungen werden benutzt, um die Kräfte aus den PSP-Druckmessungen zu berechnen, 
wobei F die Kraft, β den lokalen Steigungswinkel der Expansionsrampe, ∆l die Länge und ∆y 
die Breite, auf der die Kraft wirkt, bezeichnen. 
( ) j,ij,ij,ij,ix siny l ppdF β∆∆−= ∞  (Gl. 5.11) 
( ) j,ij,ij,ij,iz cosy l ppdF β∆∆−= ∞  (Gl. 5.12) 
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Um die Kräfte auf der gesamten Fläche der Expansionsrampe zu berechnen, auf der die 
PSP-Technik angewandt wurde, werden die Kräfte jedes einzelnen Netzpunktes wie folgt 
aufsummiert. 
( ) ∑= j,ixx dFPSPF  (Gl. 5.18) 
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( ) ∑= j,izz dFPSPF  (Gl. 5.19) 
( ) 2z2xges FFPSPF +=  (Gl. 5.20) 
Die Gleichungen, mit denen die Kräfte aus den PSI-Druckmessungen ermittelt werden, 
ähneln den für die PSP-Methode benutzten, aber die Indizes unterscheiden sich. Der Grund 
dafür ist, dass mit den PSI-Daten nur eine „Kraft“ entlang der entsprechenden Linie der 
Druckbohrungen berechnet wird. Erst danach wird die Kraft, die auf die gesamte Fläche 
wirkt, mit zwei unterschiedlichen Methoden berechnet, bei denen die „Kraft“ entlang der Li-
nie mit den entsprechenden Breiten der Einflussbereiche multipliziert wird. Diese Methoden 
werden im Weiteren vorgestellt; zunächst werden die folgenden Formeln für die „Kraft“ ent-
lang der entsprechenden Linie angewandt. 
( ) jjjx sinl ppdF β∆−= ∞  (Gl. 5.21) 
( ) jjjz cosl ppdF β∆−= ∞  (Gl. 5.22) 
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Nun werden die Kräfte an den einzelnen Druckbohrungen addiert, um die „Kraft“ ent-
lang der gesamten Linie zu erhalten, was mit den folgenden Gleichungen geschieht. 
( ) ∑= jxx dFPSIF  (Gl. 5.27) 
( ) ∑= jzz dFPSIF  (Gl. 5.28) 
( ) 2z2xges FFPSIF +=   („Kraft“ entlang der entsprechenden Linie) (Gl. 5.29) 
In einem ersten Schritt werden auf dieser Basis die Kräfte verglichen, die aus den PSI- 
und PSP-Druckmessungen innerhalb des roten Rechtecks (Bild 5.26) ermittelt wurden, wobei 
von den PSI-Daten nur die Druckwerte entlang der Mittellinie verwendet werden. Anschlie-
ßend wird die Kraft, die auf die gesamte Fläche innerhalb des roten Rechtecks wirkt, berech-
net, indem die Kraft entlang der Mittellinie mit der Breite des roten Rechtecks, d.h. 60 mm, 
multipliziert wird. Die Unterschiede zwischen den Kräften, die auf diese Weise aus den PSI- 
und den PSP-Daten berechnet wurden, sind groß, da die Druckverteilung in y-Richtung nicht 
konstant und auch nicht symmetrisch ist. Wie in Tabelle 5.5 deutlich wird, betragen die Ab-
weichungen zwischen den beiden Messmethoden bis zu 26 %, was ein sehr hoher Wert ist. 
Die Tabelle 5.5 zeigt, dass die aus den PSI-Daten ermittelten Kräfte in x- und z-Richtung 
deutlich höher sind als die auf Grundlage der PSP-Messungen berechneten. Dieses Ergebnis 
ist sinnvoll, weil die PSI-Druckmessungen entlang der Mittellinie nicht den geringeren Druck 
in y-Richtung berücksichtigen und so eine zu hohe Kraft liefern. 
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p0,D, bar T0,D, K Π Fx,PSP, N Fx,PSI, N ∆Fx, % Fz,PSP, N Fz,PSI, N ∆Fz, % 
1,26 280,2 266 5,06 6,39 26,0 16,71 20,11 20,0 
0,66 282,9 264 2,45 3,06 25,0 8,19 9,72 19,0 
0,65 279,4 255 2,29 2,88 26,0 7,69 9,28 21,0 
Tabelle 5.5. Abweichung der Kräfte berechnet aus PSI-Druckmessungen (entlang der 
Mittellinie) und PSP-Druckmessungen. 
In einem zweiten Schritt werden die anderen beiden Linien mit Druckbohrungen auf der 
linken (y = 30 mm) und der rechten (y = -15 mm) Seite mit einbezogen. Da die PSP-
Druckmessungen gezeigt haben, dass die Strömung nicht symmetrisch ist, können die Werte 
entlang der beiden Linien nicht an der Mittellinie gespiegelt werden. Dies führt zu insgesamt 
drei Einflussbereichen der PSI-Druckmessungen im Bereich der PSP-Messungen, wie Bild 
5.27 zeigt. Um den Blick auf die vollständige Expansionsrampe zu ermöglichen, wurde die 
Klappe weggeschnitten.  
 
Bild 5.27. Einflussgebiete der PSI-Druckmessungen zur Berechnung der Kräfte. 
Für diesen Fall werden ebenfalls die mit Hilfe der beiden Messmethoden, PSI und PSP, 
berechneten Kräfte miteinander verglichen: Die Abweichungen sind geringer als beim ersten 
Vergleich. Dennoch ist der Unterschied zwischen den Ergebnissen deutlich erkennbar, wie 
Tabelle 5.6 zeigt. Die aus den PSI-Daten ermittelten Kräfte in x- und z-Richtung sind wie im 
ersten Fall höher. Dieses Mal liegen die maximalen Abweichungen bei 16 % für die Kraft in 
x-Richtung und bei 6 % für die Kraft in z-Richtung. Der Grund dafür ist, dass ein zu hoher 
Druck für Bereiche angenommen wird, in denen er geringer ist. Aber aufgrund der linearen 
Interpolation kann dies nicht verhindert werden. Eine genauere Kraftberechnung ist nur mit 
Kenntnis der Druckverteilung auf der gesamten Oberfläche möglich. Dies zeigt die Notwen-
digkeit und die Vorteile der PSP-Technik. Der Schub muss so genau wie möglich vorherge-
sagt werden, weil der Brutto- und damit auch Nettoschub sehr sensibel auf jegliche Verände-
rungen und Verluste in der Brennkammer reagieren [148]. Ein Überschätzen beider kann zum 
Scheitern der Flugmission führen. Denn die Düse muss im Flug einen positiven Nettoschub 
erzeugen, um den Flugkörper zu beschleunigen.  
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p0,D, bar T0,D, K Π Fx,PSP, N Fx,PSI, N ∆Fx, % Fz,PSP, N Fz,PSI, N ∆Fz, % 
1,26 280,2 266 5,06 5,84 15,0 16,71 17,74 6,0 
0,66 282,9 264 2,45 2,83 16,0 8,19 8,64 5,0 
0,65 279,4 255 2,29 2,59 13,0 7,69 8,03 4,0 
Tabelle 5.6. Abweichung der Kräfte berechnet aus PSI-Druckmessungen (Mitte, links 
und rechts) und PSP-Druckmessungen. 
Nachdem die drei unterschiedlichen Wege (PSP und zweimal PSI), die Kräfte innerhalb 
des roten Rechtecks (Bild 5.26) zu berechnen, verglichen wurden, wird nun der Schub für die 
gesamte Düse berechnet. Dabei werden für den Bereich innerhalb des roten Rechtecks die 
PSP-Daten und für den innerhalb des schwarzen Rechtecks (x < 60 mm, Bild 5.26) sowie auf 
der Klappe die PSI-Daten in Gl. 5.30 und Gl. 5.31 verwendet. 
( ) ( )mm 60x,PSIFPSPFFF gesgesEges <++=  (Gl. 5.30) 
( ) ( )
0225.0 )mm 60x,rechts(F015.0 )mm 60x,links(F
0225.0 )mm 60x,Mitte(F)mm 60x,PSI(F
m06.0 H uppF
gesges
gesges
2
E,stE
<+<
+<=<
ρ+−=
∞
 (Gl. 5.31) 
Die Gesamtkraft Fges besteht aus dem Kraftanteil am Düseneintritt FE, dem Beitrag aus 
den PSP-Druckmessungen und dem Beitrag aus den PSI-Druckmessungen. Der PSI-Anteil ist 
dabei in drei Bereiche unterteilt, wobei der Druck entlang der Mittellinie auf einer Breite von 
22,5 mm, der entlang der linken Linie auf einer Breite von 15 mm und der entlang der rechten 
Linie auf einer Breite von 22,5 mm wirkt. Auf der Klappe gibt es lediglich vier Druckbohrun-
gen entlang der Mittellinie, die für eine lineare Interpolation benutzt werden können. Die 
Kraft entlang dieser Linie wird mit der Breite der Klappe multipliziert und das Ergebnis zu 
den übrigen vektoriell addiert. 
Der Schub wurde für verschiedene Strömungsbedingungen berechnet, um den Einfluss 
von Düsendruckverhältnis und Anström-Reynolds-Zahl auf diese Düse zu untersuchen. Die 
Ergebnisse dieser Parameterstudie sind in Tabelle 5.7 dargestellt, wobei der Gesamtschub, 
die Kräfte in x- und z-Richtung, der Schubbeiwert, der Schubbeiwert in x-Richtung und der 
Schubvektorwinkel abhängig vom Düsenruhedruck und vom Düsendruckverhältnis aufgelistet 
sind. Die Tabelle 5.7 zeigt, dass der Schub mit dem Düsenruhedruck und dem Düsendruck-
verhältnis ansteigt. Aufgrund der asymmetrischen Strömung bei diesem Düsenmodell sind 
diese Aussagen rein qualitativ zu sehen. Dies zeigen auch die Schubbeiwerte cfg,ges und cfg,x 
mit einem Wert größer eins, welcher unphysikalisch ist. Qualitativ sind die Aussagen jedoch 
gültig, da die Asymmetrie bei der Parametervariation in gleicher Weise bei allen Bedingungen 
auftrat.  
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p0,D, bar Π Fx,ges, N Fz,ges, N Fges, N cfg,ges cfg,x βf, ° 
0,65 255 68,85 -16,13 70,71 1,018 0,991 -13,19 
0,66 264 70,89 -18,14 73,17 1,027 0,995 -14,35 
1,23 465 133,74 -30,82 137,24 1,017 0,991 -12,98 
1,26 266 135,36 -33,94 139,55 1,031 1 -14,08 
1,57 627 169,96 -39,43 174,47 1,008 0,982 -13,06 
2,55 548 273,97 -60,88 280,65 0,999 0,976 -12,53 
2,57 1000 278,18 -66,53 286,02 0,996 0,968 -13,45 
2,61 555 283,51 -70,86 292,23 1,016 0,986 -14,03 
3,3 700 357,27 -86,5 367,59 1,005 0,977 -13,61 
5,04 1088 548,11 -136,47 564,84 0,999 0,969 -13,98 
5,15 1099 577,52 -131,56 592,32 1,026 1,001 -12,83 
Tabelle 5.7. Gesamtkräfte, Schub, Auftrieb, Schubbeiwert und Schubvektorwinkel be-
rechnet aus PSI-Druckmessungen (Mitte, links und rechts) und PSP-Druckmessungen 
abhängig von Düsenruhedruck und Düsendruckverhältnis. 
 
 
  
6 Detailuntersuchungen an einer SERN (Heißgasmodell) 
In diesem Kapitel werden die Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen der neu 
ausgelegten asymmetrischen Expansionsdüse diskutiert. Diese Düse wurde mit dem in Kapitel 
3 beschriebenen 2D-Auslegungstool ausgelegt, wobei der Prozess auf die innerhalb des Gra-
duiertenkollegs bestimmten Brennkammerbedingungen des Scramjets abgestimmt war. Durch 
weitere Iterationen innerhalb des Graduiertenkollegs während der letzten Zeit haben sich die 
ursprünglichen Bedingungen verändert. Das hier verwendete Modell ist so konstruiert, dass es 
diesen Bedingungen angepasst und im Rahmen möglicher Nachfolgearbeiten untersucht wer-
den kann. Die Sicht auf die komplette Expansionsrampe ist dadurch gegeben, dass die Sei-
tenwände bündig mit ihr abschließen. Aufgrund dieser Tatsache kommt es zu einer dreidi-
mensionalen Expansion am Ende der Klappe, deren Auswirkungen auf die Strömungstopolo-
gie und auf den Schub in diesem Abschnitt analysiert werden. 
Unter anderem werden die Schubverluste durch die seitliche Expansion sowie der 
Schubgewinn durch geringere Reibung aufgrund des Fehlens der Seitenwände abgeschätzt. 
Dies wird durch einen Vergleich zwischen dem aus den PSI-Daten ermittelten Schub und dem 
aus den PSP-Daten ermittelten angestrebt. Des Weiteren wurden die vorherigen experimentel-
len Messmethoden weiter entwickelt. Die an der bereits vorhandenen Düse (Kapitel 5) erprob-
ten Messtechniken wurden für den Flugparameterbereich angepasst, um sie auch bei der neu 
ausgelegten Düse anzuwenden. Bei der alten Düse wurde festgestellt, dass die Einspeisung 
des Strömungsmediums von der Seite zu Asymmetrien führt. Deshalb wird die Luft bei der 
neuen Düse von oben und mittig in die Beruhigungskammer eingespeist.  
6.1 Einfluss einzelner Strömungsparameter 
Auch im Fall der neu ausgelegten Düse wurde der Einfluss einzelner Parameter auf die 
Druckverteilung und auf den Schub sowie auf die Wechselwirkungen zwischen Düsen- und 
Außenströmung untersucht. Zusätzlich wurde bei dieser Düse der Einfluss der Düsenströ-
mungstemperatur mit in die Betrachtungen einbezogen. Im Folgenden werden die einzelnen 
Parameter und ihr Einfluss weitestgehend getrennt voneinander diskutiert. 
6.1.1 Düsenstrahltemperatur 
Neben den Strömungsparametern Düsendruckverhältnis Π und Anström-Reynolds-Zahl 
ReU wurde bei dieser Düse die Strahltemperatur T0,D verändert. Bild 6.1 verdeutlicht ihren 
Einfluss auf die statische Druckverteilung entlang der Mittellinie der Expansionsrampe. Als 
Strahltemperaturen wurden dabei T0,D = 295 K und T0,D = 758 K gewählt, was zu höheren 
Geschwindigkeiten und geringeren Dichten der Düsenströmung bei steigender Strahltempera-
tur führt. Die Unterschiede zwischen den beiden Druckverläufen bei einem Düsendruckver-
hältnis von Π = 500 und einem Temperaturunterschied von etwa ∆T = 460 K sind jedoch sehr 
gering. In diesem Fall wird der Bruttoschub im untersuchten Temperaturbereich nicht von der 
Strahltemperatur beeinflusst, weil sich die Effekte einer höheren Geschwindigkeit und einer 
geringeren Dichte gegenseitig auslöschen. 
98 Detailuntersuchungen an einer SERN (Heißgasmodell) 
 
Bild 6.1. Einfluss unterschiedlicher Strahltemperaturen auf die statische Druckvertei-
lung entlang der Mittellinie bei ReU = 4⋅106 und Π = 500. 
Anhand der folgenden Beziehung für die Impulsänderung (Gl. 6.1) wird deutlich, wie 
die Veränderung in Dichte und Geschwindigkeit einander kompensieren. 
( ) ApMaARTMa 
RT
pAv
dt
dI 222 γ=γ=ρ=  (Gl. 6.1) 
Die Gleichung zeigt, dass der Isentropenexponent die Impulsänderung beeinflusst. Für 
Luft verändert sich der Isentropenexponent merkbar ab einer statischen Temperatur von ca. 
T = 600 K, ab der die vibrationale Anregung der Luft-Moleküle stark zunimmt. Eine derart 
hohe statische Temperatur wird in dem Mach-Zahlbereich (Ma > 2) erst bei höheren Strahl-
temperaturen (T0 > 1000 K) erreicht. Die Ruhetemperatur von Luft muss stark erhöht werden 
(auf ca. T0 = 2500 K), um einen Isentropenexponenten zu simulieren, der nah an dem des 
Verbrennungsgases (γ = 1,25) ist. In diesem Fall kommt es zur Dissoziation der Luft, was die 
Annahme eines thermisch perfekten Gases verhindert [144]. Das Erreichen derart hoher Ru-
hetemperaturen ist daher nicht praktikabel in den experimentellen Untersuchungen. Die stati-
sche Druckverteilung hängt somit hauptsächlich vom Düsendruckverhältnis, dem Ruhedruck 
und von der Düsengeometrie im untersuchten Temperaturbereich ab. Berücksichtigt man den 
Druckverlauf zu Beginn (x < 50 mm), fällt der ungewöhnliche Verlauf auf. Es wird erwartet, 
dass die Steigung des Graphen in diesem Bereich negativ ist, weil der Druck aufgrund der 
Expansion stetig abnehmen sollte. Aber wie zu erkennen ist, steigt der Druck nach einem 
Druckabfall von der ersten zur zweiten Druckbohrung wieder von der zweiten zur sechsten 
Druckbohrung an. Der Grund dafür könnte die Wirkung der internen Lavaldüse sein (Bild 
6.2): Wenn die Strömungsbedingungen nicht exakt mit den Auslegungsbedingungen überein-
stimmen, werden die Kompressionswellen der internen Lavaldüse an den Wänden reflektiert 
und verursachen einen Druckanstieg zu Beginn der Expansionsrampe [61, 62].  
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Bild 6.2. Topologie der Düsenströmung und Charakteristiken ausgehend vom Eintritt 
der Düse. Links: Schematische Darstellung; rechts: Schlierenbild. 
Ein zweiter Druckanstieg befindet sich an der Position x ≈ 150 mm stromabwärts vom 
Düseneintritt. Anhand Bild 6.2 (rechts) wird deutlich, dass an dieser Position Kompressions-
wellen auf die Expansionsrampe treffen und dort den Druckanstieg erzeugen. Diese Kompres-
sionswellen resultieren wahrscheinlich aus der Reflexion der weiter oben erwähnten Kom-
pressionswellen, die innerhalb der internen Lavaldüse entstehen (gestrichelte rote Linie in 
Bild 6.2 (links)). Bild 6.3 zeigt die Druckverteilung auf der Expansionsrampe ermittelt mit 
der PSP-Technik. Dargestellt sind die Expansionsfächer, die an den Ecken am Ende der Klap-
pe entspringen und über die der Druck von innen nach außen sowie in x-Richtung abnimmt. 
Diesen Expansionsfächern sind die Kompressionswellen überlagert, was zu dem lokalen 
Druckanstieg bei x ≈ 150 mm auf der Expansionsrampe führt. 
 
Bild 6.3. Charakteristiken des Expansionsfächers ausgehend von den Ecken am Ende 
des inneren Strömungskanals.  
Wie sich die Strahltemperatur auf die Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Außen-
strömung auswirkt, zeigen die Schlierenbilder (Bild 6.4 (a) und (b)). Vorherige Untersuchun-
gen, die durchgeführt wurden und in [46] dokumentiert sind, bei Strahltemperaturen von etwa 
1000 K weisen auf einen Einfluss der Strahltemperatur auf die Druckverteilung und die Größe 
der Düsenglocke hin. Für den hier untersuchten Temperaturbereich lassen sich diese Aussa-
gen nicht bestätigen. Wie oben beschrieben, ist kein Einfluss auf die Druckverteilung festzu-
stellen; die Schlierenbilder verdeutlichen, dass die Größe der Düsenglocke in diesem Tempe-
raturbereich unbeeinflusst bleibt. Bei gleich großer Düsenglocke ist die Verdrängung der Au-
ßenströmung identisch, so dass der Stoßwinkel des äußeren Stoßes σ nahezu gleich groß ist. 
Bei gleichen Bedingungen in der Außenströmung (Ma, ReU und Π) verursacht der äußere 
Stoß den gleichen Druckverlust. Der dadurch verursachte Widerstand, abhängig von diesem 
Druckverlust, verändert sich daher nicht und ist somit unabhängig von der Strahltemperatur 
im untersuchten Bereich. Der Bruttoschub ist ebenfalls unabhängig von der Strahltemperatur, 
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weil die Druckverteilung bei den unterschiedlichen Strahltemperaturen nahezu identisch ist 
und der Impuls hauptsächlich vom Druck bestimmt wird. Der Einfluss der Strahltemperatur 
auf den Bruttoschub sowie auf die Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Außenströmung 
und somit auf den Widerstand infolge der Verdrängung der Außenströmung kann folglich als 
sehr gering bis vernachlässigbar im untersuchten Temperaturbereich bezeichnet werden. 
   
 a. T0,D = 308 K. b. T0,D = 799 K. 
Bild 6.4. Einfluss unterschiedlicher Strahltemperaturen auf die Wechselwirkungen zwi-
schen Düsen- und Außenströmung bei ReU = 8⋅106 und Π = 250. 
Bild 6.5 zeigt den Einfluss der Düsenstrahltemperatur auf die statische Druckverteilung 
bei einem geringeren Düsendruckverhältnis: Auch bei diesen Druckverhältnissen ist er sehr 
gering [67]. Es fällt jedoch der Unterschied zur Druckverteilung bei einem höheren Düsen-
druckverhältnis zu Beginn des Druckverlaufs (x = 0 mm bis x = 50 mm) auf. Dies ist aber 
nicht auf den Einfluss der Düsenstrahltemperatur zurückzuführen, sondern auf das Düsen-
druckverhältnis, das bei einem geringeren Druck weniger starke Störungen in der Lavaldüse 
verursacht. Nach einer negativen Steigung von der ersten zur zweiten Druckbohrung folgt ein 
Druckplateau. Dieses ist sinnvoll, weil die Düsengeometrie in diesem Bereich keine weitere 
Beschleunigung der Strömung erzwingt, durch die der Druck weiter sänke. Der Druckanstieg 
an der Position x = 150 mm stromabwärts vom Düseneintritt ist auf das Auftreffen der reflek-
tierten Kompressionswellen (Bild 6.2) zurückzuführen. 
 
Bild 6.5. Einfluss unterschiedlicher Strahltemperaturen auf die statische Druckvertei-
lung entlang der Mittellinie bei ReU = 8⋅106 und Π = 191. 
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In Bild 6.6 ist die Wiederholbarkeit der experimentellen Ergebnisse aufgezeigt, um die 
Genauigkeit der PSI-Druckmessungen zu verdeutlichen. Verglichen werden die Druckverläu-
fe zweier unterschiedlicher Versuche bei einer bestimmten Anström-Reynolds-Zahl und ei-
nem bestimmten Düsendruckverhältnis. Dass sie so dicht übereinander liegen, beweist die 
Genauigkeit der PSI-Druckmessungen und die Wiederholbarkeit der experimentellen Unter-
suchungen.  
 
Bild 6.6. Wiederholbarkeit der Bestimmung der statischen Druckverteilung am Beispiel 
von ReU = 4⋅106 und Π = 500. 
Anhand von Bild 6.7 wird der Einfluss der Strahltemperatur auf die Pitot-Druck-
verteilung entlang der Expansionsrampe untersucht. Dazu werden drei Ebenen in Strömungs-
richtung bei jeweils zwei unterschiedlichen Strahltemperaturen (T0,D ≈ 300 K und 
T0,D ≈ 750 K) und ohne Außenströmung verglichen. In diesem Fall wird die Düsenströmung 
nicht von der Außenströmung beeinflusst und kann sich voll entfalten, was das vorliegende 
Strömungsfeld verursacht.  
 
Bild 6.7. Einfluss der Strahltemperatur auf das Strömungsfeld im Nachlauf der Düse 
ohne Außenströmung bei Π = 500 dargestellt in drei Ebenen. Links: T0,D ≈ 300 K; 
rechts: T0,D ≈ 750 K. 
In dieser Darstellung fehlt die Legende für den Druck, da der qualitative Vergleich im 
Vordergrund steht. Für die ersten beiden Ebenen (x = 40 mm und x = 100 mm) wurde die 
gleiche Skalierung (0 < pPitot/p0,D < 0,5) gewählt, während die dritte Ebene (x = 210 mm) in 
einer feineren Skalierung (0 < pPitot/p0,D < 0,1) abgebildet ist, um die Strömungstopologie dar-
zustellen. Der gemessene Pitot-Druck nimmt von Ebene zu Ebene ab, weil die Mach-Zahl 
infolge der Expansion zunimmt: Je höher die Mach-Zahl ist, desto größer sind die Ruhe-
druckverluste über den senkrechten Stoß, der sich vor dem Pitot-Rohr bildet. Daher deutet ein 
äußerer 
Stoß 
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niedriger Pitot-Druck auf eine hohe Mach-Zahl in dem Bereich der Düsenströmung, wo der 
Ruhedruck als nahezu konstant angenommen werden kann. Jenseits des Stoßes ist diese An-
nahme nicht mehr gültig. 
Sehr gut ist an den drei Ebenen zu erkennen, wie die Düsenströmung nach Verlassen 
des inneren Düsenbereichs expandiert. In der ersten Ebene (x = 40 mm) ist sie noch kasten-
förmig ausgeprägt. In der Folge expandiert sie in y- und z-Richtung, so dass sich das für eine 
derartige Düsenströmung typische Strömungsbild wie in der zweiten Ebene (x = 100 mm) 
ausbildet. Deutlich zu sehen ist die Abnahme des Drucks in y- und z-Richtung aufgrund der 
Beschleunigung der Strömung in diese Richtungen. Daher entwickeln sich Strömungsstruktu-
ren, die von der ursprünglich rechteckigen in eine dreieckige Form übergehen. Auf diese 
Form sowie die Lage der Scherschichten und Stöße hat die Strahltemperatur im untersuchten 
Bereich keinen messbaren Einfluss. 
Bild 6.8 und Bild 6.9 zeigen den Einfluss der Strahltemperatur auf das Strömungsfeld 
im Nachlauf der Düse bei einem Düsendruckverhältnis von Π = 500 mit und ohne Außen-
strömung in der Ebene x = 210 mm. Aus den Ergebnissen der Pitot-Druckmessungen wird 
kein Einfluss der Strahltemperatur im untersuchten Bereich ersichtlich. Von der höchsten 
Strahltemperatur (T0,D = 790 K) bis zur geringsten (T0,D = 307 K) sind keine nennenswerten 
Unterschiede festzustellen. Leichte Verschiebungen in der Lage des äußeren Stoßes sind dar-
auf zurückzuführen, dass das Düsendruckverhältnis nicht immer exakt dasselbe ist. Im Fall 
mit Außenströmung (Bild 6.8) wird die Düsenströmung von dieser stark beeinflusst, so dass 
sich die typische Dreiecksform dieser Ebene (vgl. Bild 6.7) nur im Kern der Düsenströmung 
bildet. Im oberen Bereich bestimmt die Außenströmung das Strömungsbild. Rechts oben ist 
im jeweiligen Ausschnitt der Einfluss des Schwerts zu sehen. Der an der Vorderkante des 
Schwerts entspringende Stoß läuft an dieser Stelle in die Pitot-Ebene hinein und führt zu ei-
nem insgesamt asymmetrischen Strömungsbild im oberen Bereich. Der untere Bereich bleibt 
davon unberührt und ist weiterhin symmetrisch. Abgesehen von sehr geringen Unterschieden 
zwischen den drei Pitot-Druckmessungen infolge kleiner Abweichungen im Düsendruckver-
hältnis ist der Einfluss der Strahltemperatur auf das Strömungsfeld im Nachlauf im untersuch-
ten Temperaturbereich sehr gering.  
 
Bild 6.8. Einfluss der Strahltemperatur auf das Strömungsfeld im Nachlauf der Düse bei 
ReU = 4⋅106 und Π = 500 an der Position x = 210 mm. 
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Bild 6.9. Einfluss der Strahltemperatur auf das Strömungsfeld im Nachlauf der Düse 
ohne Außenströmung bei Π = 500 an der Position x = 210 mm.  
Die Messungen ohne Außenströmung liefern folgendes Ergebnis (Bild 6.9): Im Gegen-
satz zu den vorherigen Ergebnissen in Bild 6.8 ist die Störung des Schwerts nicht vorhanden. 
Die Pitot-Ebenen sind daher vollständig symmetrisch. Geringe Abweichungen der Lage der 
Scherschichten und äußeren Stöße sind auch hier auf die leichten Variationen des Düsen-
druckverhältnisses zurückzuführen. Hauptsächlich das Düsendruckverhältnis bestimmt deren 
Lage, wie die Untersuchungen gezeigt haben. Die Lage der Scherschicht und des äußeren 
Stoßes am Ende der Expansionsrampe (in dieser Darstellung im unteren Bereich bei ca.  
z = -90 mm) ist bei allen drei Temperaturen nahezu identisch, was das Nebeneinanderstellen 
zeigt. Größe und Position des Bereichs hohen Drucks im Kern der Düsenströmung sind eben-
falls fast identisch und somit unabhängig von der Strahltemperatur T0,D im untersuchten Be-
reich.  
Temperatur- und Stanton-Zahl-Verteilung 
Mit der IR-Thermographie (Kapitel 4.3.3) wird die Temperatur- und Stanton-Zahl-
Verteilung auf der Düsenoberfläche bei heißen Düsenströmungen gemessen. Anhand der IR-
Thermographie kann der Einfluss des Düsendruckverhältnisses auf die Temperatur- und Stan-
ton-Zahl-Verteilung abgeschätzt werden. Die Stanton-Zahl spiegelt den dimensionslosen 
Wärmefluss wider und ergibt sich im vorliegenden Fall nach folgender Beziehung (Gl. 6.2).  
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 (Gl. 6.2) 
Dabei sind cp, ρ∞,D, V∞,D und T0,D Größen der Düsenströmung, ermittelt am Eintritt der 
Düse. Für das Auswertungsverfahren der IR-Thermographie muss das Material der Düse eine 
geringe Wärmeleitfähigkeit haben und die Materialparameter müssen bekannt sein. Deswegen 
wurde für diese Untersuchungen eine Düse aus PEEK benutzt, was die maximale Strahltem-
peratur auf ca. 580 K begrenzt. Bild 6.10 stellt die Temperatur- und Stanton-Zahl-Verteilung 
unter den entsprechenden Bedingungen bei Π = 500 und ReU = 8⋅106 dar. Die statische Tem-
peratur auf der Düsenoberfläche ist nicht konstant über die gesamte Fläche, sondern von der 
Position abhängig. Aufgrund der seitlichen Expansion beschleunigt die Düsenströmung an 
den Ecken, was eine heterogene Mach-Zahl-Verteilung auf der Expansionsrampe bewirkt. 
104 Detailuntersuchungen an einer SERN (Heißgasmodell) 
Entsprechend dieser Mach-Zahl-Verteilung ergibt sich die Temperaturverteilung und aus die-
ser wiederum die Stanton-Zahl-Verteilung. Bei konstanter Ruhetemperatur der Düsenströ-
mung verändert sich die statische Temperatur entsprechend der Mach-Zahl-Verteilung. 
 
Bild 6.10. Stanton-Zahl- und Temperaturverteilung bei Π = 500, ReU = 8⋅106 und 
T0,D = 579 K. 
Hinzu kommt, dass der statische Druck der Mach-Zahl-Verteilung folgt und ein gerin-
gerer statischer Druck dort herrscht, wo die Mach-Zahl steigt. Ein geringerer statischer Druck 
verursacht eine geringere Reynolds-Zahl und damit eine dickere Grenzschicht. Infolge der 
dickeren Grenz- und Temperaturgrenzschicht nimmt der Temperaturgradient zwischen Strö-
mung und Düsenoberfläche ab, so dass in den Bereichen hoher Geschwindigkeit die Tempera-
tur und der in die Oberfläche geleitete Wärmefluss sinken. Bild 6.11 zeigt, dass die Tempera-
tur- und die Druckverteilung auf der Expansionsrampe qualitativ sehr gut übereinstimmen. 
Die Temperaturverteilung spiegelt somit die Strömungstopologie infolge der dreidimensiona-
len Expansion wider. Sie beeinflusst unmittelbar die Wärmeflussverteilung, weil hohe Tem-
peraturdifferenzen auch hohe Wärmeflüsse und niedrige Temperaturdifferenzen geringe 
Wärmeflüsse bewirken. Dies bestätigt die Stanton-Zahl-Verteilung in Bild 6.10, die die Tem-
peraturverteilung qualitativ identisch abbildet.  
Die Kenntnis der Temperatur- und Stanton-Zahl-Verteilung hilft, ein geeignetes Kühl-
system auszulegen, das weder über- noch unterdimensioniert ist. Ein Überdimensionieren 
erhöht das Gesamtgewicht des Triebwerks und kann zu einer negativen Schubbilanz führen. 
Die Diskussion in Kapitel 2.1 zeigt, wie sensibel der Nettoschub auf kleine Schwankungen in 
Bruttoschub und Widerstand antwortet. Durch Unterdimensionieren hingegen kommt es zu 
Materialversagen und zum Ausfall des Triebwerks. So muss nicht Wärme entlang der gesam-
ten Oberfläche abgeführt werden, sondern nur an den Stellen, an denen die höchsten 
Wärmelasten vorliegen. Dies hält den Aufwand für die Regelung und die Systeme gering, ist 
weniger fehleranfällig und spart Gewicht. Die dadurch erzielte Reduktion des Widerstands 
erhöht bei gleich bleibendem Bruttoschub den Nettoschub und sichert die Flugtauglichkeit des 
Antriebs.  
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Bild 6.11. Vergleich der Temperatur- und Druckverteilung entlang der Expansionsram-
pe bei Π = 500 und ReU = 8⋅106. 
 
6.1.2 Düsendruckverhältnis 
Bild 6.12 zeigt den Einfluss des Düsendruckverhältnisses auf die statische Druckvertei-
lung entlang der Mittellinie der Expansionsrampe. Dargestellt ist der statische Druck bezogen 
auf den Ruhedruck der Düsenströmung p0,D. Das Düsendruckverhältnis beeinflusst dieses 
Verhältnis im untersuchten Düsendruckbereich nur in sehr geringem Maße, d.h. der qualitati-
ve Verlauf des statischen Drucks hängt nicht vom Düsendruckverhältnis im untersuchten Be-
reich ab. Auffällig ist, dass nach der starken Druckabnahme am Anfang der Expansionsrampe 
infolge der Expansion der Druck zunächst wieder etwas steigt. Der Grund dafür sind die 
Kompressionswellen, die durch die Lavaldüse vor dem Eintritt zur SERN entstehen und re-
flektiert werden. Aufgrund von Grenzschichteffekten kann die ursprünglich angepasst ausge-
legte Lavaldüse in den nicht angepassten Zustand übergehen und die unerwünschten Kom-
pressionswellen verursachen. Dieser Effekt wird auch in [62, 63] beschrieben. Weiter strom-
abwärts bei x ≈ 150 mm steigt der statische Druck erneut leicht an. An dieser Stelle treffen die 
in der Lavaldüse entstehenden und an der Klappe reflektierten Kompressionswellen erneut 
auf, so dass der statische Druck lokal leicht ansteigt. Da die Strömung aber insgesamt weiter 
beschleunigt wird, sinkt er im weiteren Verlauf entlang der Expansionsrampe. Auf der Klappe 
ist ein ähnlicher statischer Druckverlauf zu beobachten: Der Druck sinkt zunächst wegen der 
Expansion am Düseneintritt und steigt in der Folge leicht wegen der oben angesprochenen 
Kompressionswellen. Die sehr nah beieinander liegenden Verläufe des statischen Drucks zei-
gen, dass auch auf der Klappe das Düsendruckverhältnis im untersuchten Bereich keinen Ein-
fluss auf die statische Druckverteilung hat.  
106 Detailuntersuchungen an einer SERN (Heißgasmodell) 
 
Bild 6.12. Einfluss des Düsendruckverhältnisses Π auf die statische Druckverteilung bei 
ReU = 4⋅106. 
PSP-Messungen 
Bild 6.13 zeigt die normierte Verteilung des statischen Drucks bei einer Anström-
Reynolds-Zahl von ReU = 8⋅106 und einem Düsendruckverhältnis von Π = 500. Die Werte 
wurden hierbei mit der PSP-Technik ermittelt. Die schwarzen Punkte deuten die Positionen 
der Druckbohrungen entlang der linken, Mittel- und rechten Linie an. Mit der PSP-Methode 
kann der Druck erst ab einer Position x ≥ 20 mm bestimmt werden, weil der optische Zugang 
weiter stromaufwärts nicht möglich ist. Bild 6.14 (a) bis (c) vergleichen die PSP-Ergebnisse 
entlang der drei Linien mit den PSI Druckwerten. Für die linke Linie werden nur zwei Druck-
bohrungen mit einbezogen, weil eine außerhalb des Bereichs der PSP-Messungen liegt und 
die vierte undicht ist und daher fehlerhafte Messwerte liefert. Für die Daten der PSI-
Druckaufnehmer gilt ein Fehler von ±0,15 % des maximalen Messbereichs des verwendeten 
PSI-Moduls. Dies führt absolut gesehen zu einer Messungenauigkeit von ±1,55 mbar. Des-
halb sind die Fehlerbalken für die PSI-Druckmessungen in den Graphen von der Größe oder 
kleiner als die Symbole, die die Druckwerte widerspiegeln. In Bild 6.14 (a) sind stellvertre-
tend Fehlerbalken für die PSP-Messungen dargestellt. Alle Druckwerte sind mit dem Ruhe-
druck der Düsenströmung p0,D normiert. 
Bild 6.13 zeigt, dass das Strömungsfeld vollständig aufgebaut und symmetrisch in y-
Richtung ist. Bild 6.14 (a) bis (c) verdeutlicht die exzellente Übereinstimmung zwischen den 
PSP- und PSI-Druckmessungen für alle drei Linien (Mitte, rechts, links). Während in vorheri-
gen experimentellen Untersuchungen [70] die PSP- und PSI-Druckwerte nicht über den ge-
samten x-Bereich gleich gut übereinstimmten, ist dies bei dem hier dokumentierten Untersu-
chungen der Fall. Ein wahrscheinlicher Grund dafür ist die Verbesserung der Position der 
Lichtquelle gegenüber dem Modell; die gesamte Modelloberfläche konnte gleichmäßiger aus-
geleuchtet werden. 
 
Bild 6.13. PSP-Messergebnisse bei ReU = 8⋅106 und Π = 500. 
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a. Druckverteilung entlang der Mittellinie. 
 
c. Druckverteilung entlang der linken Linie. b. Druckverteilung entlang der 
rechten Linie. 
Bild 6.14. Vergleich zwischen PSI- und PSP-Druckmessungen bei ReU = 8⋅106 und 
Π = 500. 
Bild 6.14 (b) und (c) zeigen den typischen Verlauf der Druckverteilung einer asymmet-
rischen Expansionsdüse: Ein hoher Druck zu Beginn der Rampe geht über in einen starken 
Druckabfall aufgrund der 3D-Expansion. Die beiden Bereiche (hoher und geringer Druck) 
sind durch ein Druckplateau zwischen x = 25 mm und x = 50 mm voneinander getrennt. Der 
Grund dafür ist die konstante Steigung der Expansionsrampe in diesem Bereich, die keine 
Beschleunigung der Strömung verursacht. Die unterschiedlichen Druckabfallraten in Bild 
6.14 (b) und (c) hängen mit den unterschiedlichen y-Positionen zusammen: Die Druckwerte 
entlang der weiter außen liegenden rechten Linie sind geringer, weil die Strömung in diesem 
Bereich stärker expandiert und damit stärker beschleunigt als im Innern der Expansionsrampe. 
Bild 6.15 und Bild 6.16 offenbaren den Einfluss des Düsendruckverhältnisses Π auf die 
Druckverteilung der Expansionsrampe: Dargestellt sind die normierten Druckverteilungen bei 
Π = 250 und Π = 375 sowie einer Anström-Reynolds-Zahl von ReU = 8⋅106. Der Einfluss des 
Düsendruckverhältnisses auf die Strömungstopologie ist als eher klein anzusehen. Da die 
Druckverteilung die Strömungstopologie widerspiegelt, ist klar zu sehen, dass die Düsenströ-
mung stark dreidimensional ist. Wegen der dreidimensionalen Expansion infolge des Fehlens 
der Seitenwände nimmt der Druck in x- und y-Richtung ab. Dadurch wird an den Ecken das 
typische Muster eines Expansionsfächers sichtbar. Die Mach-Zahl-Verteilung verhält sich 
genau umgekehrt zur Druckverteilung. Denn die Strömung entlang des Freistrahlrands der 
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Düsenglocke beschleunigt stärker als im Innern der Düsenglocke. Dies hat eine größere 
Mach-Zahl und damit einen geringeren Druck im Außenbereich der Expansionsrampe zur 
Folge. 
 
Bild 6.15. PSP-Druckmessungen bei 
ReU = 8⋅106 und Π = 250. 
Bild 6.16. PSP-Druckmessungen bei 
ReU = 8⋅106 und Π = 375. 
In x-Richtung sinkt das Druckniveau aufgrund der Expansion der Strömung in y- und z-
Richtung. Der Druck steigt an einer Stelle, wo sich ein Plateau höheren Drucks (bei ungefähr 
x = 150 mm und y = -5 bis y = 5 mm) ausbildet. Der Grund für dieses Plateau entlang der 
Mittellinie wurde schon zu Anfang des Kapitels diskutiert. Es wird wahrscheinlich verursacht 
durch die Kompressionswellen, die im Innern der Lavaldüse entspringen, an den Wänden 
reflektiert werden und dort auf die Expansionsrampe treffen (Bild 6.2).  
Die Druckverteilung in y-Richtung ist in Bild 6.17 für unterschiedliche Positionen in 
Strömungsrichtung (x-Richtung) abgebildet. An der Position x = 50 mm ist das Druckplateau 
sehr breit in y-Richtung, was auf einen konstanten Druck hinweist. In diesem Bereich kann 
die Düsenströmung noch als quasi-zweidimensional angenommen werden, da der Schnitt un-
mittelbar am Ende der Klappe ist. Dort enden die Seitenplatten, die die Düsenströmung bis 
dahin seitlich begrenzen. Die Breite des Druckplateaus in y-Richtung nimmt mit fortlaufender 
Position in Strömungsrichtung ab. Der Grund für dieses Verhalten ist die oben angesprochene 
dreidimensionale Expansion, die den Druck sowohl in x- als auch in y-Richtung sinken lässt. 
Bei einer Position x = 150 mm hat sich das Druckplateau zu einer Druckspitze auf der Mittel-
linie (y = 0 mm) geformt, die von den oben genannten Wechselwirkungen der Charakteristi-
ken mit der Expansionsrampe hervorgerufen wird. Stromabwärts dieser Position flacht die 
Druckverteilung erneut ab und hat keine signifikant spitze Ausprägung mehr. Der Vergleich 
zwischen den Druckverteilungen bei zwei unterschiedlichen Düsendruckverhältnissen 
Π = 250 und Π = 375 (Bild 6.17 und Bild 6.18) verdeutlicht nochmals, dass die Druckvertei-
lung qualitativ nur in sehr geringem Maße vom Düsendruckverhältnis beeinflusst wird. 
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Bild 6.17. Druckverteilung in y-Richtung 
an unterschiedlichen Positionen in Strö-
mungsrichtung bei ReU = 8⋅106 und 
Π = 250. 
Bild 6.18. Druckverteilung in y-Richtung 
an unterschiedlichen Positionen in Strö-
mungsrichtung bei ReU = 8⋅106 und 
Π = 375. 
Die Ähnlichkeit wird noch deutlicher, wenn die Druckverteilungen bei zwei Kombina-
tionen von Π/ReU (500/8·106 und 1000/4·106) verglichen werden (Bild 6.19 und Bild 6.20). In 
beiden Fällen beträgt der Düsenruhedruck p0,D = 2,6 bar. Wie deutlich zu sehen ist, sind die 
Unterschiede zwischen den Ergebnissen bei beiden Kombinationen sehr klein. Diese Beo-
bachtung beweist erneut, dass der mit dem Düsenruhedruck normierte statische Druck unab-
hängig vom Düsendruckverhältnis ist. Deshalb kann die Druckverteilung für beliebige Düsen-
ruhedrücke berechnet werden, indem die normierte Druckverteilung mit dem entsprechenden 
Ruhedruck multipliziert wird. Die Druckverteilung auf der Expansionsrampe hängt nicht von 
der Außenströmung, sondern nur vom Düsenruhedruck ab. Der Widerstand hingegen, den die 
Düsenglocke erzeugt, wird vom Düsendruckverhältnis beeinflusst. 
 
Bild 6.19. Vergleich der PSP-
Druckmessungen bei ReU = 8⋅106 und 
Π = 500 (linke Hälfte) sowie ReU = 4⋅106 
und Π = 1000 (rechte Hälfte). 
Bild 6.20. Vergleich der PSP-
Druckmessungen bei ReU = 8⋅106 und 
Π = 500 (durchgezogen) sowie ReU = 4⋅106 
und Π = 1000 (gestrichelt)  
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Pitot-Druckmessungen 
Anhand der folgenden Bilder (Bild 6.21 (a) bis (f)) werden exemplarisch das Strö-
mungsfeld und der Aufbau der Düsenströmung in sechs unterschiedlichen Ebenen stromab-
wärts vom Düseneintritt ohne Außenströmung dargestellt. Der Kernbereich ist in der Ebene 
x = 40 mm kurz nach Verlassen des seitlich begrenzten Bereichs rechteckig und zur z-Achse 
nahezu symmetrisch: Die Düsenströmung ist in diesem Bereich über die volle Breite des inne-
ren Düsenkanals (80 mm) aufgebaut. Weiter stromabwärts in der Ebene x = 100 mm sieht 
man die Auswirkungen der dreidimensionalen Expansion in y- und z-Richtung. Der recht-
eckige Bereich hohen Drucks ist deutlich schmaler geworden, die Düsenströmung breitet sich 
aus und beschleunigt; ein äußerer Stoß bildet sich als Grenze zur Umgebung, um den Druck 
anzupassen. Dieser äußere Stoß nimmt im oberen Bereich eine Bogenform an.  
 
a. Π = 500, x = 40 mm.    b. Π = 500, x = 100 mm. 
In der nächsten Ebene x = 150 mm ist der Kernbereich dreieckig infolge der weiteren 
Expansion. Auch die Bogenform des äußeren Stoßes geht in eine dreieckige Form über. Die 
Form wird in der 60 mm weiter stromabwärts in der Ebene x = 210 mm noch prägnanter, so 
dass die Düsenströmung im oberen Bereich von einer Art Dreieck begrenzt wird. Der Kernbe-
reich formt sich ebenfalls weiter zu einem Dreieck. Der Abstand der äußeren Stöße nimmt bis 
zu dieser Ebene immer weiter zu, was das Anwachsen der Düsenglocke verdeutlicht. 
 
c. Π = 500, x = 150 mm.   d. Π = 500, x = 210 mm. 
Erkennbar wandelt sich die dreieckige Form des Kernbereichs in der Ebene x = 250 mm 
zu einer rundlicheren Form. Diese Tendenz verstärkt sich bis zur letzten Ebene x = 300. In 
den letzten drei Ebenen sind im unteren Bereich der Düsenströmung die Scherschicht und der 
äußere Stoß zu sehen, die sich am Ende der Expansionsrampe (x = 200 mm) ausbilden. Die 
Darstellung der unterschiedlichen Ebenen liefert ein detailliertes Bild der Entstehung und 
Entwicklung der Düsenströmung mit den charakteristischen Strömungstopologien.  
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e. Π = 500, x = 250 mm.   f. Π = 500, x = 300 mm. 
Bild 6.21. Pitot-Druckmessungen in unterschiedlichen Ebenen innerhalb der Düsen-
strömung bei Π = 500 ohne Außenströmung. 
Der Pitot-Rechen wird an der Position x = 210 mm, d.h. 10 mm stromab der Düse, plat-
ziert, um den Einfluss unterschiedlicher Düsendruckverhältnisse auf die Düsenströmung zu 
untersuchen. Bild 6.22 (a) bis (c) veranschaulichen die Ergebnisse der Pitot-Druckmessungen 
ohne Außenströmung und bei Π = 500, Π = 250 und Π = 190. Es ist zu erkennen, dass die 
Düsenströmung im Nachlauf der Düse vom Düsendruckverhältnis sehr stark abhängt. Dies 
betrifft vor allem die Lage des äußeren Stoßes sowie die Größe der Düsenglocke. Der Kern 
der Düsenströmung entlang der Expansionsrampe bleibt weitestgehend unbeeinflusst, wie die 
drei Bilder im Vergleich zeigen. Der Grund dafür ist, dass ein höheres Düsendruckverhältnis 
die Freistromränder verschiebt, während die Strömung entlang der festen Expansionsrampe 
nicht ausweichen kann. Dies zeigen die drei Bilder besonders deutlich.  
Mit abnehmendem Düsendruckverhältnis wandern die Schenkel des Dreiecks im oberen 
Bereich immer enger zusammen. Da die Expansion bei einem geringeren Düsendruckverhält-
nis schwächer ist, sind auch die Mach-Zahlen und Geschwindigkeiten vergleichsweise gerin-
ger. Dies belegt der höhere Pitot-Druck im Bereich des äußeren Stoßes. Wie zuvor bereits 
erwähnt, deutet ein höherer Pitot-Druck bei konstantem Totaldruck im Bereich der Düsen-
strömung auf eine geringere Mach-Zahl (und umgekehrt). Denn wegen der geringeren Mach-
Zahlen sind die Verluste über den Stoß vor dem Pitot-Rohr geringer und damit der gemessene 
Pitot-Druck größer. Das Düsendruckverhältnis beeinflusst somit nicht nur die Größe der Dü-
senglocke und die Lage der äußeren Stöße, sondern auch das Geschwindigkeitsfeld infolge 
der Stärke der Expansion. Wegen der stärkeren Expansion bei einem höheren Düsendruck-
verhältnis, z.B. Π = 500 in Bild 6.22 (a), vergrößert sich die Düsenglocke in y- und z-
Richtung im Vergleich zum Verhalten bei kleineren Düsendruckverhältnissen. Die Größe der 
Düsenglocke wiederum beeinflusst den Widerstand der Düse: Im Fall einer Außenströmung 
wie im realen Flug wird diese bei geringeren Düsendruckverhältnissen weniger stark ver-
drängt, der Widerstand ist kleiner, den die durch die Verdrängung der Außenströmung entste-
henden äußeren Stöße (Bild 2.4) verursachen. 
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a. Π = 500, x = 210 mm.   b. Π = 250, x = 210 mm. 
 
 c. Π = 190, x = 210 mm. 
Bild 6.22. Pitot-Druckmessungen bei unterschiedlichen Düsendruckverhältnissen Π an 
der Position x = 210 mm ohne Außenströmung. 
Entlang der Expansionsrampe ändert sich das Strömungsfeld im Vergleich der drei Dü-
sendruckverhältnisse in der jeweiligen Ebene jedoch nicht. Der Bereich hohen Drucks zwi-
schen y = -40 mm und y = 40 mm sowie zwischen z = -70 mm und z = -40 mm (Kernbereich) 
ist in allen drei Fällen sehr ähnlich. Die Düsenströmung entlang der Expansionsrampe scheint 
unabhängig vom Düsendruckverhältnis zu sein, was die Beobachtungen aus den PSP-Druck-
messungen bestätigt. Die Geschwindigkeit wird in diesem Kernbereich von der Position in 
Strömungsrichtung (x-Richtung) beeinflusst und richtet sich nicht nach dem Düsendruckver-
hältnis. Dieses wirkt sich nur auf die Größe der Düsenglocke aus.  
Der Vergleich der Pitot-Druckmessungen mit den Schlierenbildern zeigt, dass die Lage 
der Scherschichten und Stöße richtig bestimmt wird. In Bild 6.23 ist vier Pitot-Ebenen 
(x = 40 mm, x = 100 mm, x = 150 mm und x = 210 mm) ein entsprechendes Schlierenbild 
unterlegt. Die Lage der Scherschichten sowie der inneren und äußeren Stöße stimmt sehr gut 
überein. Die Lage des äußeren Stoßes ist im Schlierenbild durch die schwarze, gerade Linie 
gekennzeichnet. Diese Linie schneidet die Pitot-Ebene exakt an der Stelle, an der dort ein 
Druckanstieg zu finden ist. Der innere Stoß ist im Schlierenbild durch eine dunkelgraue, ge-
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krümmte Linie angedeutet und schneidet die Pitot-Ebene ebenfalls dort, wo ein Übergang von 
geringem zu hohem Druck vorliegt. Dieser Vergleich gibt Gewissheit darüber, dass auch die 
übrigen dreidimensionalen Strömungstopologien und die in ihnen enthaltenen Gradienten von 
der Pitot-Druckmethode richtig wiedergegeben werden. Der Vorteil der Pitot-Druck-
messungen im Vergleich zu den Schlierenbildern liegt darin, dass das Schlierenbild lediglich 
zweidimensionale Informationen liefert, während die Pitot-Druckmessungen in unterschiedli-
chen Ebenen dreidimensionale Informationen bereitstellen.  
 
Bild 6.23. Vergleich der Pitot-Druckmessungen in vier Ebenen (x = 40 mm, x = 100 mm, 
x = 150 mm und x = 210 mm) mit dem entsprechenden Schlierenbild bei Π = 500. 
Bild 6.24 bietet eine detaillierte Ansicht der Pitot-Ebene x = 100 mm; im linken Bild ist 
der Pitot-Druckverlauf bei y = 0 mm (Symmetrieachse) dem Schlierenbild überlagert. Dort ist 
zu erkennen, dass an den Stellen, an denen der Pitot-Druckverlauf seinen Gradienten verän-
dert, der innere und der äußere Stoß zu finden sind. Im rechten Bild hingegen ist der Pitot-
Druck der gesamten Ebene dargestellt, um die Übereinstimmung auch in dieser Ansicht zu 
verdeutlichen. Man sieht den starken Anstieg des Pitot-Drucks bei z = 50 mm, da der Ruhe-
druck in der Außenströmung deutlich höher ist als in der Düsenströmung (Faktor 8). Kurz 
unterhalb der Stelle z = 50 mm fällt der Pitot-Druck infolge des Stoßes und der damit verbun-
denen Ruhedruckverluste stark ab. Über die Scherschicht passt sich der statische Druck der 
Düsen- und Außenströmung an. Im Bereich der Düsenströmung fällt der Ruhedruck kontinu-
ierlich von seinem maximalen Wert in der Nähe der Expansionsrampe bis zur Position 
z = 20 mm ab. Der Grund dafür ist, dass die Strömung nur in Richtung des Freistrahlrands 
expandieren und somit beschleunigen kann, was zum Sinken des Pitot-Drucks führt. An der 
Position z = 20 mm steigt er infolge des inneren Stoßes wieder an. Die schwarze Querlinie 
vom linkem zum rechten Bild verdeutlicht die gute Übereinstimmung der Positionen. 
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Bild 6.24. Vergleich der Pitot-Druckmessungen mit dem entsprechenden Schlierenbild 
bei Π = 500 an der Position x = 100 mm. Links: Schlierenbild und Pitot-Druckverlauf 
bei y = 0 mm; rechts: gesamte y-z-Ebene bei x = 100 mm. 
In der Ebene x = 210 mm unmittelbar hinter der Expansionsrampe gestaltet sich der 
Vergleich zwischen Schlierenbild und Pitot-Druckverlauf wie folgt (Bild 6.25): Der äußere 
Stoß liegt aufgrund seines großen Winkels außerhalb des Bereichs, den der Pitot-Rechen ab-
deckt. Der innere Stoß wird hingegen vom Pitot-Rechen erfasst. In dieser Pitot-Ebene hat der 
innere Stoß den höchsten Punkt überschritten und liegt nun bei z = 12 mm. Die Düsenglocke 
verjüngt sich nun wieder. An der Stelle z = -60 mm, sehr nah an der Expansionsrampe, ist der 
Punkt des maximalen Pitot-Drucks und damit der geringsten Mach-Zahl im Bereich der Dü-
senströmung. Der äußere Stoß am Ende der Expansionsrampe wird in dieser Pitot-Ebene be-
reits detektiert, da sich der Pitot-Rechen 10 mm hinter der Rampe befindet. Der äußere und 
der innere Stoß liegen dabei so eng zusammen, dass sie verschmelzen und als ein einziger 
Gradient zu sehen sind. Auffällig im rechten Bild ist die dreidimensionale Struktur der Dü-
senströmung, die sich aufgrund der Expansion in y- und z-Richtung ergibt. 
 
Bild 6.25. Vergleich der Pitot-Druckmessungen mit dem entsprechenden Schlierenbild 
bei Π = 500 an der Position x = 210 mm. Links: Schlierenbild und Pitot-Druckverlauf 
bei y = 0 mm; rechts: gesamte y-z-Ebene bei x = 210 mm. 
In der nächsten Ebene x = 250 mm sind der innere und der äußere Stoß am Ende der 
Expansionsrampe so weit auseinander gelegen, dass zwei Gradienten im Druckverlauf zu be-
obachten sind (Bild 6.26). Der Bereich des maximalen Werts verharrt nahezu konstant bei 
z = -60 mm, wobei im Innern der Düsenströmung zwischen z = -50 mm und z = 0 mm der 
Pitot-Druck weiter absinkt. Dies zeigt, dass die Düsenströmung in diesem Bereich weiterhin 
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beschleunigt und dort eine höhere Mach-Zahl innerhalb der Düsenströmung erreicht wird, wo 
die beiden inneren Stöße zusammenlaufen und die Düsenglocke in Strömungsrichtung schlie-
ßen (außerhalb des Bildauschnitts). Unterhalb des äußeren Stoßes am Ende der Expansions-
rampe steigt der Pitot-Druck wieder stark an, weil der Ruhedruck in der Außenströmung grö-
ßer ist als in der Düsenströmung. Die Vergleiche belegen erneut die gute Übereinstimmung 
zwischen Pitot-Druckmessungen und Schlierenbildern und verweisen darauf, wie aus den 
experimentellen Untersuchungen ein dreidimensionales Strömungsbild abgeleitet wird. Leich-
te Abweichungen lassen sich darauf zurückführen, dass das Schlierenbild als zweidimensiona-
les Bild nicht exakt die Verhältnisse bei y = 0 mm widerspiegelt, wie das mit den Pitot-
Druckmessungen möglich ist. Ebenso können leichte Abweichungen dadurch entstehen, dass 
der Pitot-Rechen von oben nach unten durch die Ebene fährt. Die Verfahrgeschwindigkeit 
(8 mm pro Sekunde) und damit die Abweichung sind jedoch sehr gering. 
 
Bild 6.26. Vergleich der Pitot-Druckmessungen mit dem entsprechenden Schlierenbild 
bei Π = 500 an der Position x = 250 mm. Links: Schlierenbild und Pitot-Druckverlauf 
bei y = 0 mm; rechts: gesamte y-z-Ebene bei x = 250 mm. 
 
IR-Thermographie 
In Bild 6.27 (a) bis (d) sind die Auswirkungen einer Veränderung des Druckverhältnis-
ses auf die Temperatur- und Stanton-Zahl-Verteilung dargestellt. Ein größeres Düsendruck-
verhältnis erhöht sowohl die Oberflächentemperatur als auch den Wärmefluss auf der Ober-
fläche der Expansionsrampe. Der Grund dafür ist, dass sich im vorliegenden Fall infolge des 
höheren Düsendruckverhältnisses der Massenstrom der Düse vergrößert. Bei gleicher Strahl-
temperatur steigt mit dem Massenstrom der Düse auch die Wärmemenge, die von der Strö-
mung an die Struktur abgegeben wird. Je mehr Wärme von der Strömung zur Struktur ge-
langt, desto stärker steigt die Temperatur auf der Oberfläche und desto größer werden der in 
die Struktur geleitete Wärmefluss und damit auch die Stanton-Zahl. Hinzu kommt, dass die 
lokale Reynolds-Zahl mit steigendem lokalem Druck zunimmt. Folglich nimmt die Grenz-
schicht ab, so dass der Geschwindigkeits- und der Temperaturgradient an der Wand steigen. 
Der von der Strömung in die Wand laufende Wärmefluss ist proportional zum Temperatur-
gradienten, so dass er, die Stanton-Zahl, und der lokale Reibungsbeiwert infolge des größeren 
Geschwindigkeitsgradienten mit steigendem Düsendruckverhältnis zunehmen. Deshalb ist zu 
beachten, dass ein höheres Düsendruckverhältnis nicht nur einen höheren Bruttoschub er-
zeugt, sondern auch eine höhere Kühlleistung gegen Materialversagen erfordert. Dies vergrö-
ßert das Gesamtgewicht des Triebwerks und verringert die Leistung. 
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a. Temperaturverteilung bei Π = 250. b. Temperaturverteilung bei Π = 500. 
 
 
c. Stanton-Zahl-Verteilung bei Π = 250. d. Stanton-Zahl-Verteilung bei Π = 500. 
Bild 6.27. Einfluss des Düsendruckverhältnisses auf die Temperatur- und Stanton-Zahl-
Verteilung auf der Oberfläche der Expansionsrampe bei ReU = 8⋅106 und T0,D = 580 K. 
An den Bildern ist zu erkennen, dass das Düsendruckverhältnis qualitativ nur einen sehr 
geringen Einfluss hat. Deutlich zu sehen sind die heißen Stellen mittig im vorderen Bereich 
der Expansionsrampe; sie stimmen überein mit den Stellen der höchsten Wärmeflüsse. In den 
Außenbereichen nehmen Temperatur und Stanton-Zahl ab. Der Grund dafür ist die Mach-
Zahl-Verteilung, die sich aufgrund der dreidimensionalen Expansion einstellt. Sobald die Dü-
senströmung nicht mehr von den Seitenwänden eingefasst wird, expandiert und beschleunigt 
sie in alle Richtungen, in denen sie nicht begrenzt wird. In der Folge bildet sich eine hetero-
gene Mach-Zahl-Verteilung innerhalb der Düsenströmung aus, die die entsprechende Tempe-
ratur- und Stanton-Zahl-Verteilung nach sich zieht: Eine hohe Temperatur und ein hoher 
Wärmefluss herrschen dort, wo die Mach-Zahl gering ist, und eine niedrige Temperatur und 
ein niedriger Wärmefluss dort, wo die Mach-Zahl groß ist; aufgrund der Expansion nimmt die 
Stromdichte als Produkt aus Dichte und Geschwindigkeit lokal ab: Die Reynolds-Zahl sinkt 
daher, was zu einer dickeren Grenzschicht und damit zu einem geringeren Temperaturgra-
dienten an der Wand führt. Folglich sinkt im Bereich der beschleunigten Strömung die Stan-
ton-Zahl und wächst im inneren Bereich der Mach-Zahl-, Druck- und Temperaturverteilung 
entsprechend an. Im Vergleich mit den Ergebnissen aus den PSP-Druckmessungen fällt auf, 
dass sich die Verteilungen von Temperatur und Druck qualitativ sehr ähneln: Druck und 
Temperatur sind im Innern am höchsten, wo die Mach-Zahl am geringsten ist, und außen am 
niedrigsten, wo die Mach-Zahl am größten ist.  
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Bild 6.28 (a) und (b) zeigen die Verteilung der Stanton-Zahl für einen Schnitt in y-
Richtung an der Position x = 100 mm bei zwei unterschiedlichen Düsendruckverhältnissen. 
Die Werte der Stanton-Zahl zu Beginn, in der Mitte und am Ende des Versuchs werden ver-
glichen. Es lässt sich sagen, dass sich die Stanton-Zahl während der Versuchszeit kaum ver-
ändert und diese Veränderung zu vernachlässigen ist. Im Vergleich der beiden Düsendruck-
verhältnisse fällt auf, dass in beiden Fällen der maximale Wert der Stanton-Zahl an der Positi-
on y = 0 mm nahezu identisch bei St = 0,0009 liegt. Allerdings ist dieser Wert bei dem höhe-
ren Düsendruckverhältnis Π = 500 über einen größeren Bereich konstant als bei dem geringe-
ren Düsendruckverhältnis Π = 250. Während die Stanton-Zahl bei Π = 500 einen plateauarti-
gen maximalen Verlauf hat, hat sie bei Π = 250 einen einzelnen Maximalwert. Der Grund 
dafür liegt darin, dass die Düsenglocke bei einem höheren Düsendruckverhältnis breiter in y-
Richtung ist und daher die Expansionsrampe gleichmäßiger ausfüllt. In den Außenbereichen 
fällt die Stanton-Zahl wieder auf ähnliche Werte in beiden Fällen zurück. Auch diese Abnah-
me zu den Seiten hin ist in der Darstellung sehr gut zu beobachten. Im äußeren Bereich bei 
y = 40 mm bzw. y = -40 mm beträgt die Stanton-Zahl St = 0,0003. Der Abfall der Stanton-
Zahl von St = 0,0009 auf St = 0,0003 ist im Fall des höheren Druckverhältnisses Π = 500 
stärker. Insgesamt ist die Fläche unter der Kurve bei Π = 500 größer, was auf eine höhere 
Wärmelast auf die Oberfläche deutet. Dies zeigt, in welchen Bereichen die Kühlleistung er-
höht werden muss.  
 
a. Stanton-Zahl-Verteilung bei Π = 250. b. Stanton-Zahl-Verteilung bei Π = 500. 
Bild 6.28. Einfluss des Düsendruckverhältnisses auf die Stanton-Zahl-Verteilung in y-
Richtung an der Position x = 100 mm bei ReU = 8⋅106 und T0,D = 580 K. 
 
6.1.3 Anström-Reynolds-Zahl 
PSP-Messungen 
Aus vorherigen Untersuchungen [70] ist bekannt, dass der Einfluss der Anström-
Reynolds-Zahl sehr gering ist bei unterexpandierten Düsen. Aber aufgrund der Tatsache, dass 
eine 2D-Düse ausgelegt wurde ohne Seitenwände, ist ein leichter Einfluss der Außenströmung 
auf die Düsenströmung zu erwarten. Bild 6.29 und Bild 6.30 zeigen die Druckverteilung bei 
Π = 500 und zwei unterschiedlichen Anström-Reynolds-Zahlen ReU = 4⋅106 und 8⋅106. Der 
Einfluss von ReU auf die Druckverteilung ist dennoch vernachlässigbar im untersuchten Be-
reich. Diese Beobachtung unterstützt die Aussage, dass die Druckverteilung und der Brutto-
schub hauptsächlich vom Düsendruckverhältnis abhängen. Die Strömungsstruktur bei dieser 
Düse scheint weitestgehend unabhängig von den untersuchten Strömungsparametern und nur 
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von der Düsengeometrie abhängig zu sein. Bild 6.31 bietet einen Vergleich des Drucks bei 
den beiden unterschiedlichen Anström-Reynolds-Zahlen in Spannweitenrichtung an verschie-
denen Positionen in Strömungsrichtung. Die durchgezogenen Linien stehen für die Ergebnisse 
bei ReU = 4⋅106, die gestrichelten Linien für die Ergebnisse bei ReU = 8⋅106. Kleine Abwei-
chungen zwischen den normierten Druckverteilungen werden bei der Position x = 50 mm be-
obachtet, während bei den Positionen weiter stromabwärts die Werte fast exakt übereinstim-
men. Die Unabhängigkeit der Druckverteilung von der Anström-Reynolds-Zahl wurde genau-
so für symmetrische Raketendüsen festgestellt [58]. 
 
Bild 6.29. PSP-Druckmessungen bei 
ReU = 4⋅106 und Π = 500. 
Bild 6.30. PSP-Druckmessungen bei 
ReU = 8⋅106 und Π = 500. 
 
Bild 6.31. Vergleich der PSP-Druckmessungen bei Π = 500 und zwei unterschiedlichen 
Anström-Reynolds-Zahlen ReU = 8⋅106 (gestrichelt) und ReU = 4⋅106 (durchgezogen). 
Die PSP-Ergebnisse zeigen, dass diese Messtechnik die Druckverteilung auf der gesam-
ten Oberfläche einer Scramjet-Düse qualitativ und quantitativ sehr gut abbildet. Dadurch wer-
den Strömungsphänomene einfacher gefunden und besser verstanden als beim Einsatz einzel-
ner Drucksensoren für die Druckmessungen. Die exzellente Übereinstimmung zwischen PSI- 
und PSP-Druckmessungen beweist die hohe Qualität dieser Messtechnik. Die PSP-Methode 
liefert weit mehr Informationen über das Strömungsfeld als lokale PSI-Druckmessungen und 
erlaubt eine genauere Beurteilung der Leistung der Düse. Im Fall komplizierter Geometrien 
kann der Schub einfacher und genauer berechnet werden [87]. 
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Pitot-Druckmessungen 
Der Einfluss der Anström-Reynolds-Zahl auf das Strömungsfeld wurde daneben anhand 
von Pitot-Druckmessungen untersucht. Bild 6.32 (a) und (b) belegen, dass er sehr gering ist 
und vernachlässigt werden kann. Auffällige Unterschiede bei den zwei Anström-Reynolds-
Zahlen ReU = 4⋅106 und ReU = 8⋅106 finden sich am untersten Rand und in der rechten oberen 
Ecke. Sie lassen sich dadurch erklären, dass das Düsendruckverhältnis nicht in beiden Fällen 
exakt Π = 500 beträgt. Es ist sehr schwer, im benutzten Windkanal in zwei Versuchen exakt 
die gleichen Bedingungen herzustellen, so dass geringe Variationen in Π möglich sind. 
 
a. Π = 500, ReU = 8⋅106, x = 220 mm.  b. Π = 500, ReU = 4⋅106, x = 220 mm. 
Bild 6.32. Pitot-Druckmessungen bei unterschiedlichen Anström-Reynolds-Zahlen 
(Π = 500 und die Position x = 220 mm sind gleich in beiden Bildern). 
IR-Thermographie 
Der Einfluss der Anström-Reynolds-Zahl auf die Stanton-Zahl-Verteilung wird in Bild 
6.33 ersichtlich. Die unterschiedlichen Anström-Reynolds-Zahlen, realisiert durch einen un-
terschiedlichen Ruhedruck in der Anströmung, führen wegen der Definition des Düsendruck-
verhältnisses auch zu einem unterschiedlichen Ruhedruck der Düsenströmung. Darauf basiert 
im Wesentlichen ihr Einfluss auf die Temperatur- und Stanton-Zahl-Verteilung. Die Unter-
schiede resultieren daher aus dem unterschiedlich hohen Ruhedruck der Düsenströmung in 
den beiden Fällen. Diese ziehen einen unterschiedlich hohen statischen Druck und somit un-
terschiedliche Reynolds-Zahl-Verteilungen entlang der Expansionsrampe nach sich. Dieser 
Effekt wurde bereits weiter oben beschrieben. Bei einer höheren Anström-Reynolds-Zahl ist 
der Ruhedruck höher, was zu insgesamt höheren Werten der Stanton-Zahl führt (Bild 6.33, 
links). In geringeren Höhen bei größeren Reynolds-Zahlen steigt somit die Wärmebelastung 
der Materialien infolge des höheren Ruhedrucks. 
 
Bild 6.33. Einfluss der Anström-Reynolds-Zahl auf die Stanton-Zahl-Verteilung bei 
Π = 500. Links: ReU = 8⋅106; rechts: ReU = 4⋅106. 
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Beim Vergleich der Ergebnisse mit und ohne Außenströmung ergeben sich nur sehr ge-
ringe Unterschiede; der Düsenruhedruck ist in beiden Fällen gleich. Unterschiede liegen allein 
in der Versuchsdauer und in der Ruhetemperatur begründet, die beide im Fall ohne Anströ-
mung (rechts) länger bzw. höher sind. Aus diesem Grund sind die Stanton-Zahlen in diesem 
Fall tendenziell höher, wobei die qualitative Verteilung jedoch gleich ist. Der Einfluss der 
Anström-Reynolds-Zahl bzw. der Außenströmung ist sehr gering, während der Ruhedruck 
den Haupteinfluss auf die Temperatur- und Stanton-Zahl-Verteilung ausübt. Dieser bestimmt 
den Massenstrom und damit die Wärmemenge sowie die lokale Reynolds-Zahl und damit den 
Temperaturgradienten an der Oberfläche: Je höher der Ruhedruck ist, desto höher sind Tem-
peratur und Stanton-Zahl. 
 
Bild 6.34. Einfluss der Außenströmung auf die Stanton-Zahl-Verteilung. Links: mit Au-
ßenströmung; rechts: ohne Außenströmung. 
Die Untersuchungen zeigen insgesamt, dass der Einfluss der Anström-Reynolds-Zahl 
auf die Druck- und Temperaturverteilung vernachlässigt werden kann. Der Einfluss des Dü-
sendruckverhältnisses auf die qualitative Druckverteilung ist kaum ausgeprägt, der Düsenru-
hedruck wirkt sich jedoch stark auf die quantitative Temperaturverteilung aus. Beide Parame-
ter beeinflussen die Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Außenströmung in hohem Ma-
ße. Verantwortlich dafür ist im Wesentlichen die unterschiedlich starke Verdrängung der Au-
ßenströmung durch die Düsenströmung. Der Einfluss der Strahltemperatur sowohl auf die 
Druckverteilung als auch auf die Wechselwirkungen zwischen Düsen- und Außenströmung ist 
im hier untersuchten Temperaturbereich verschwindend gering. Im folgenden Unterkapitel 
werden die Einflüsse der Parameter auf den Schub untersucht und diskutiert.  
 
6.2 Schubvergleich 
Ähnlich wie in Kapitel 5.3 werden in diesem Abschnitt der Schub und die Kräfte für die 
neu ausgelegte Düse verglichen, die aus den PSI- und PSP-Druckmessungen ermittelt werden. 
Die Ergebnisse der vorausgehenden Kapitel zeigen, dass die Druckwerte an den Messstellen 
zwischen den PSI- und PSP-Druckmessungen sehr gut übereinstimmen (Bild 6.14). Wegen 
des Fehlens der Seitenwände tritt jedoch eine starke Expansion der Strömung in y-Richtung 
auf. Deshalb sinkt auch der Druck in y-Richtung. Um dieses Absinken genau zu erfassen, 
muss die Druckverteilung auf der gesamten Oberfläche der Expansionsrampe bekannt sein. 
Erst dadurch werden der Schub und die Kräfte korrekt berechnet. Dieses Absinken des 
Drucks wird bei den PSI-Druckmessungen im Vergleich zu den PSP-Messungen aber nicht 
genau erfasst, so dass es zu Abweichungen zwischen den beiden Messmethoden bei der Be-
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stimmung der Kräfte kommt. Bei den PSI-Druckmessungen ist der Druck nur an der jeweili-
gen Druckbohrung bekannt und muss daher für die gesamte Fläche sowohl inter- als auch 
extrapoliert werden. Mit der flächigen Druckverteilung aus den PSP-Druckmessungen ist eine 
genauere Berechnung des Schubs und der Kräfte möglich. Ziel der anschließenden Diskussion 
ist es, die Abweichungen zwischen den Methoden abzuschätzen sowie den Gesamtschub für 
unterschiedliche Bedingungen zu berechnen. Dabei wird auf verschiedene Einflussfaktoren 
wie Ruhedruck, Düsendruckverhältnis und Anström-Reynolds-Zahl eingegangen. Der Schub-
beiwert cfg und der Schubvektorwinkel βf werden berechnet und für unterschiedliche Strö-
mungsbedingungen verglichen. 
Die Vorgehensweise bei dem Vergleich wird im Folgenden etwas verkürzt erläutert, da 
die Unterschiede zu der in Kapitel 5.3 dargelegten Vorgehensweise gering sind. Die Kräfte 
werden sowohl aus den PSI- als auch aus den PSP-Daten berechnet. Der Bereich, in dem die 
PSP-Technik angewandt wurde, ist in Bild 6.35 als rotes Rechteck dargestellt. Aufgrund des 
Blickwinkels der Kamera zum Modell sind PSP-Druckmessungen erst ab einer Position von 
x = 20 mm bis zum Ende der Expansionsrampe, x = 200 mm, möglich. Die Druckwerte sind 
an jedem Netzpunkt (Netz in Bild 6.35 gröber als in Wirklichkeit dargestellt) innerhalb des 
roten Rechtecks verfügbar. Der Abstand der Netzpunkte beträgt in x-Richtung ∆x = 1 mm 
und in y-Richtung ∆y = 1 mm. Mit den PSI-Druckmessungen wird lediglich der Druck an 
diskreten Positionen (schwarze Punkte in Bild 6.35) erfasst. 
 
Bild 6.35. Anwendungsbereich von PSP und PSI sowie Netz für Druckwerte aus PSI- 
und PSP-Druckmessungen. 
Es werden dieselben Gleichungen benutzt wie in Kapitel 5.3, um die Kräfte aus den 
PSP-Ergebnissen zu berechnen. Die Kräfte jedes einzelnen Netzpunktes werden nach den 
Gleichungen aus Kapitel 5.3 so aufsummiert, dass die Kraft auf der gesamten Fläche der Ex-
pansionsrampe ermittelt wird, wo die PSP-Technik angewandt wurde. Die Gleichungen, mit 
denen die Kräfte aus den PSI-Daten berechnet werden, sind ebenfalls Kapitel 5.3 zu entneh-
men. Auch für die neu ausgelegte Düse wird mit den Daten aus den PSI-Druckmessungen 
eine „Kraft“ entlang der entsprechenden Linien der Druckbohrungen berechnet. Erst danach 
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wird die auf die gesamte Fläche wirkende Kraft mit zwei unterschiedlichen Methoden ermit-
telt, bei denen die „Kraft“ mit der entsprechenden Breite der Einflussbereiche multipliziert 
wird. 
Vergleich der Kräfte ermittelt aus PSI- und PSP-Druckmessungen 
In einem ersten Schritt werden die Kräfte verglichen, die aus den PSI- und PSP-
Druckmessungen innerhalb des roten Rechtecks (Bild 6.35) ermittelt werden, wobei von den 
PSI-Daten nur die Druckwerte entlang der Mittellinie verwendet werden. Die Spline-
Interpolation (Kapitel 5.3) wird entlang der Linie mit Druckbohrungen angewandt, um die 
Kraft aus den PSI-Druckmessungen zu berechnen. 
Anschließend wird die auf die gesamte Fläche des roten Rechtecks wirkende Kraft be-
rechnet, indem die Kraft entlang der Mittellinie mit der entsprechenden Breite des roten 
Rechtecks, d.h. 80 mm, multipliziert wird. Die Unterschiede zwischen den Kräften, die aus 
den PSI- und den PSP-Daten berechnet werden, werden in Tabelle 6.1 beispielhaft für zwei 
Düsendruckverhältnisse dargestellt. Die Abweichungen zwischen den Ergebnissen aus den 
beiden Messmethoden sind mit bis zu 24 % für die Kraft in x-Richtung und bis zu 30 % für 
die Kraft in z-Richtung sehr groß. Tabelle 6.1 zeigt, dass auch bei dieser Düse die auf Grund-
lage der PSI-Druckmessungen ermittelten Kräfte in x- und z-Richtung deutlich höher sind. 
Der Grund dafür ist die starke Expansion der Düsenströmung in y-Richtung infolge des Feh-
lens der Seitenwände. Deshalb ist der Druck in den äußeren Bereichen der Expansionsrampe 
deutlich geringer als in der Mitte (Bild 6.13). Die PSI-Druckmessungen entlang der Mittelli-
nie berücksichtigen nicht den geringeren Druck in y-Richtung und liefern daher zu hohe Kräf-
te in x- und z-Richtung. 
p0,D, bar Π, - Fx,PSP, N Fx,PSI, N ∆Fx, % Fz,PSP, N Fz,PSI, N ∆Fz, % 
0,98 384 6,4 8,0 24,0 22,1 28,7 30,0 
2,03 435 13,2 16,0 22,0 44,9 57,4 28,0 
Tabelle 6.1. Abweichung der Kräfte berechnet aus PSI-Druckmessungen (entlang der 
Mittellinie) und PSP-Druckmessungen. 
Bild 6.36 (a) und (b) zeigen, wie sich die Abweichungen mit dem Düsendruckverhältnis 
über eine Spanne von Π = 180 bis Π = 1000 bei den beiden Anström-Reynolds-Zahlen 
ReU = 4·106 und ReU = 8·106 verändern: Mit steigendem Düsendruckverhältnis sinkt die Ab-
weichung zwischen den Ergebnissen aus den PSI- und PSP-Druckmessungen sowohl bei 
ReU = 4·106 als auch bei ReU = 8·106. Dies hängt vermutlich damit zusammen, dass die Diffe-
renzen absolut gesehen ungefähr konstant bleiben und daher wegen des höheren Kraftniveaus 
die Abweichungen prozentual gesehen sinken. Die absolute Abweichung ist ähnlich wie die 
normierte Druckverteilung (Bild 6.19) vom Düsendruckverhältnis unabhängig. Ein entschei-
dender Grund dafür ist, dass mit wachsendem Düsendruckverhältnis die Expansionsrampe 
besser „ausgefüllt“ wird. Dies verringert die Überschätzung der Kräfte durch das Extrapolie-
ren des Mittelwertes bei der PSI-Methode. 
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 a. ReU = 4·106.     b. ReU = 8·106. 
Bild 6.36. Abhängigkeit der Abweichung zwischen den Kräften ermittelt durch PSI-
Druckmessungen (nur Mitte) und PSP-Messungen vom Düsendruckverhältnis bei den 
Anström-Reynolds-Zahlen ReU = 4·106 und ReU = 8·106. 
In einem zweiten Schritt werden die anderen beiden Linien mit Druckbohrungen auf der 
linken (y = 20 mm) und der rechten (y = -35 mm) Seite der Expansionsrampe mit in die 
Kraftberechnung einbezogen. Da die PSP-Messungen zeigen, dass die Strömung auf dieser 
Expansionsrampe symmetrisch ist, können die Werte entlang der beiden Linien an der Mittel-
linie der Expansionsrampe gespiegelt werden. Dies führt zu insgesamt fünf Einflussbereichen 
(grüne, rote und schwarze Rechtecke) für die PSI-Druckmessungen im Einflussbereich der 
PSP-Messungen, wie Bild 6.37 verdeutlicht. 
 
Bild 6.37. Einflussbereiche der PSI-Druckmessungen zur Berechnung der Kräfte. 
Für diesen Fall werden ebenfalls die ermittelten Kräfte aus den beiden Messmethoden 
miteinander verglichen. Die Abweichungen zwischen den beiden Methoden sind erwartungs-
gemäß geringer als beim ersten Vergleich. Dennoch ist der Unterschied zwischen den Kräften 
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deutlich, wie Tabelle 6.2 zeigt. Die aus den PSI-Daten ermittelten Kräfte in x- und z-
Richtung sind wie im ersten Fall höher. Dieses Mal liegen die Abweichungen bei bis zu 6 % 
für die Kraft in x-Richtung und bei bis zu 8 % für die Kraft in z-Richtung. Der Grund für die 
geringeren Abweichungen liegt darin, dass durch die zusätzlichen Einflussgebiete der Druck-
abfall in y-Richtung stärker berücksichtigt wird. Allerdings ist dies nur in einem gewissen 
Maße möglich, da zwischen den Druckwerten immer noch linear interpoliert werden muss. 
Das führt dazu, dass in einigen Bereichen weiterhin ein zu hoher Druck angenommen wird 
und damit auch die Kräfte zu hoch berechnet werden. Nur mit Kenntnis der Druckverteilung 
auf der gesamten Oberfläche können die Kräfte genau ermittelt werden. Mit der PSP-
Messtechnik erhält man die Druckverteilung auf der gesamten Oberfläche und somit genauere 
Werte für die Kräfte in x- und z-Richtung, was einen großen Vorteil bedeutet, auch wenn die 
Messgenauigkeit der PSP-Methode etwas schlechter ist (vgl. Kapitel 4.3.2). Wie bereits in 
Kapitel 5.3 erwähnt wurde, ist es sehr wichtig, den Schub so genau wie möglich vorherzusa-
gen, um eine erfolgreiche Flugmission zu gewährleisten. 
p0,D, bar Π, - Fx,PSP, N Fx,PSI, N ∆Fx, % Fz,PSP, N Fz,PSI, N ∆Fz, % 
0,98 384 6,43 6,73 5,0 22,07 23,64 7,0 
1,38 291 8,32 8,79 6,0 28,21 30,37 8,0 
Tabelle 6.2. Abweichung der Kräfte berechnet aus PSI-Druckmessungen (Mitte, links 
und rechts) und PSP-Druckmessungen. 
Auch Bild 6.38 (a) und (b) zeigen, dass die Abweichungen zwischen den PSI- und PSP-
Ergebnissen bei diesem Vergleich geringer sind bei der jeweiligen Anström-Reynolds-Zahl. 
Die grundsätzliche Abhängigkeit der Abweichung vom Düsendruckverhältnis für die jeweili-
ge Anström-Reynolds-Zahl ist weiterhin vorhanden: Mit steigendem Düsendruckverhältnis 
sinkt die Abweichung. Eine Erklärung dafür ist, dass der absolute Unterschied nahezu kon-
stant bleibt, so dass der relative bei höheren Kräften sinkt. Auffällig in der Kurve ist der star-
ke Abfall bei einem Druckverhältnis zwischen Π = 200 und Π = 300, während der Abfall zwi-
schen Π = 300 und Π = 1000 vergleichsweise gering ausfällt. Dies hängt damit zusammen, 
dass hier ein größeres Druckverhältnis zwar einen höheren Ruhedruck zur Folge hat, aber eine 
breiter gefächerte Düsenglocke in Spannweitenrichtung (y-Richtung) verursacht. Deshalb 
bleibt der Druckgradient in y-Richtung, d.h. der Druckabfall vom statischen Druck der Dü-
senströmung auf den statischen Druck der Außenströmung, nahezu konstant, was für eine 
besser „ausgefüllte“ Expansionsrampe bei höheren Düsendruckverhältnissen spricht. 
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 a. ReU = 4·106.     b. ReU = 8·106. 
Bild 6.38. Abhängigkeit der Abweichung zwischen PSI-Druckmessungen (Mitte, links, 
rechts) und PSP-Druckmessungen vom Düsendruckverhältnis bei den Anström-
Reynolds-Zahlen ReU = 4·106 und ReU = 8·106. 
Berechnung des Schubs für die gesamte Düse 
Nachdem die drei unterschiedlichen Wege verglichen wurden, die Kräfte innerhalb des 
roten Rechtecks aus Bild 6.35 zu ermitteln, wird nun der Schub für die gesamte Düse berech-
net. Dabei werden für den Bereich innerhalb des roten Rechtecks die PSP-Daten und inner-
halb des schwarzen Rechtecks (x < 20 mm, Bild 6.35) sowie auf der Klappe die PSI-Daten in 
den folgenden Gl. 6.3 und Gl. 6.4 verwendet, die aufgrund der zusätzlichen Einflussgebiete 
ein wenig von denen in Kapitel 5.3 abweichen. 
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Die Gesamtkraft Fges setzt sich zusammen aus dem Kraftanteil am Düseneintritt FE, dem 
Beitrag aus den PSP- und dem Beitrag aus den PSI-Druckmessungen. Der PSI-Anteil ist in 
fünf Bereiche unterteilt, wobei die Druckwerte entlang der Mittellinie für eine Breite von 
20 mm, die entlang der rechten Linie für eine Breite von insgesamt 25 mm und die entlang 
der linken Linie für eine Breite von insgesamt 35 mm verwendet werden. Auf der Klappe gibt 
es lediglich drei Druckbohrungen entlang der Mittellinie, die für eine Spline-Interpolation 
benutzt werden können. Die Kraft entlang dieser Linie wird mit der Breite der Klappe multip-
liziert und das Ergebnis zu den übrigen Kräften vektoriell addiert. Die Grundgleichung zur 
Berechnung des Schubs einer Düse ergibt sich nach Gl. 3.40 aus Kapitel 3.2. 
Der Schub wird für verschiedene Strömungsbedingungen berechnet, um den Einfluss 
des Düsendruckverhältnisses auf den Schub dieser Düse zu untersuchen. Die Ergebnisse die-
ser Parameterstudie sind in Tabelle 6.3 dargestellt, wobei der Gesamtschub, die Kräfte in x- 
und z-Richtung, der Schubbeiwert, der Schubbeiwert in x-Richtung und der Schubvektorwin-
kel abhängig vom Düsenruhedruck und vom Düsendruckverhältnis aufgelistet sind. Die 
Tabelle 6.3 zeigt, dass der Schub erwartungsgemäß mit dem Düsenruhedruck und dem Dü-
sendruckverhältnis steigt. Ebenso erhöhen sich die Kraftkomponenten in x- und z-Richtung 
sowie der Schubvektorwinkel. Lediglich der Schubbeiwert sinkt mit steigendem Ruhedruck 
und steigendem Düsendruckverhältnis, d.h. die Effizienz der Düse nimmt im untersuchten 
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Bereich mit steigendem p0,D und Π ab. Dies liegt wahrscheinlich daran, dass die Düse für den 
Betrieb bei einem Düsendruckverhältnis von Π = 400 ausgelegt ist und bei höheren Π die 
Verluste aufgrund der Unterexpansion zunehmen. Um die Düsenverluste möglichst klein zu 
halten, muss der Scramjet-Antrieb demnach möglichst nah am Auslegungszustand betrieben 
werden. 
p0,D, bar Π, - Fx,ges, N Fz,ges, N Fges, N cfg,ges, - cfg,x, - βf, ° 
0,51 214 84,9 6,6 85,1 0,961 0,958 4,44 
1,26 512 183,7 15,1 184,3 0,934 0,931 4,71 
1,34 531 195,6 16,4 196,3 0,933 0,930 4,79 
2,53 981 369,4 32,2 370,8 0,921 0,918 4,98 
2,57 1038 375,4 32,5 376,8 0,920 0,916 4,95 
Tabelle 6.3. Schub, Auftrieb, Schubbeiwert und Schubvektorwinkel berechnet aus PSI-
Daten (Mitte, links und rechts) und PSP-Daten in Abhängigkeit von p0,D und Π  
bei ReU = 4·106. 
Abschätzen der Verluste durch dreidimensionale Expansion 
Um die Höhe der Schubverluste durch das Fehlen der Seitenwände und die damit ver-
bundene Expansion in y-Richtung abschätzen zu können, wird der zuvor aus den PSP- und 
PSI-Druckmessungen berechnete Schub (F3D) mit dem Schub (F2D) verglichen, der sich er-
gibt, wenn man die PSI-Daten entlang der Mittellinie als konstant über die gesamte Breite der 
Expansionsdüse annimmt. Bild 6.39 und Tabelle 6.4 führen den berechneten Schub für einen 
unterschiedlichen Düsenruhedruck und Düsendruckverhältnisse sowie die Abweichung zwi-
schen 3D- und 2D-Schub auf: In Bild 6.39 sind Schub und Abweichung in Abhängigkeit vom 
Düsendruckverhältnis bei einer Anström-Reynolds-Zahl von ReU = 4·106 dargestellt.  
 
Bild 6.39. 3D-Schub und Abweichung zwischen 3D- und 2D-Schub bei unterschiedlichen 
Düsendruckverhältnissen und einer Anström-Reynolds-Zahl von ReU = 4·106. 
Der 2D- und der 3D-Schub (F2D und F3D) steigen linear mit dem Düsendruckverhältnis, 
während die Abweichung zwischen beiden kontinuierlich sinkt. Es fällt auf, dass die Abwei-
chung mit minimal 0,68 % und maximal 1,22 % nicht sehr groß, aber doch nicht vernachläs-
sigbar ist. 
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p0,D, bar Π, - F2D, N F3D, N ∆F, % 
0,47 180 67,72 66,9 1,22 
0,51 214 85,91 84,88 1,21 
0,98 384 144,64 143,28 0,95 
1,26 512 185,32 183,68 0,90 
1,34 531 197,39 195,64 0,90 
1,64 654 241,64 239,89 0,73 
2,53 981 372,06 369,41 0,72 
2,57 1038 377,94 375,38 0,68 
Tabelle 6.4. Abweichung zwischen 3D- und 2D-Schub bei unterschiedlichem Düsen-
ruhedruck und unterschiedlichen Düsendruckverhältnissen. 
Der Grund für diese begrenzte Abweichung liegt darin, dass auch Teile des 3D-Schubs 
aus PSI-Daten berechnet werden. Dies ist nötig, weil nicht auf der gesamten Düsenkontur 
PSP-Druckmessungen möglich sind. Ansonsten wäre die Abweichung größer, da der aus-
schließlich aus PSP-Daten ermittelte 3D-Schub geringer wäre, was die obige Diskussion 
zeigt. Dabei müssen zwei gegenläufige Effekte berücksichtigt werden: 1. Der Unterschied 
zwischen dem aus PSI- und PSP-Daten ermitteltem Schub ist geringer, weil in diesem Bereich 
(x < 40 mm) Seitenwände vorhanden sind, die eine Expansion der Strömung in y-Richtung 
verhindern und damit für einen gleichmäßigeren Druck in y-Richtung sorgen. 2. Demgegen-
über haben Abweichungen in diesem Bereich (x < 40 mm), die bei den PSI-Druckmessungen 
nicht erfasst werden, infolge des höheren Druckniveaus einen größeren Einfluss. Ein weiterer 
Grund für die im Vergleich zu den Abweichungen, die zwischen den innerhalb des roten 
Rechtecks (Bild 6.35) ermittelten Kräften auftreten, geringere Abweichung zwischen 2D- und 
3D-Schub ist, dass der Kraftanteil am Düseneintritt den Hauptbeitrag zum Schub liefert, was 
Tabelle 6.5 zeigt, und er in beiden Fällen gleich ist. 
p0,D, bar Π FE, N Fx,ges, N Fz,ges, N 
0,51 214 78,17 84,88 6,59 
1,26 512 169,60 183,68 15,13 
1,34 531 180,67 195,64 16,39 
1,38 291 185,34 199,88 14,67 
2,03 435 273,13 295,37 23,92 
2,53 981 340,53 369,41 32,15 
2,57 1038 346,23 375,38 32,48 
2,62 568 353,22 382,53 31,68 
Tabelle 6.5. Kraftanteil FE, Schubkraft Fx,ges und Auftriebskraft Fz,ges in Abhängigkeit 
vom Düsenruhedruck p0,D und vom Düsendruckverhältnis Π. 
Das Fehlen der Seitenwände verursacht jedoch nicht nur einen Schubverlust, sondern 
verringert sowohl das Strukturgewicht als auch die Widerstandskräfte durch Reibung. Um 
genau zu beurteilen, welche Effekte stärker wiegen, müssen das eingesparte Gewicht und die 
Widerstandskräfte berechnet werden. Während das Gewicht relativ leicht aus der Dichte und 
dem Volumen des eingesparten Materials ermittelt werden kann, ist die Berechnung der Wi-
derstandskräfte aufwendiger. Hierzu könnten Verfahren wie das Liquid Crystal Coating nach 
[116] oder neuartige Sensoren, die in [45, 135] beschrieben werden, angewandt werden: Es ist 
grundsätzlich möglich, die genannten Effekte experimentell abzuschätzen und gegeneinander 
128 Detailuntersuchungen an einer SERN (Heißgasmodell) 
abzuwägen. Einen noch einfacheren Weg bieten numerische Rechnungen. Insgesamt kann so 
ein wichtiger Beitrag zur Auslegung der Düsengeometrie geleistet werden. 
Schubbeiwert und Schubvektorwinkel 
Darüber hinaus wurden der Schubbeiwert und der Schubvektorwinkel für verschiedene 
Strömungsbedingungen berechnet. In Bild 6.40 ist der Schubbeiwert über dem Düsendruck-
verhältnis aufgetragen, um seine Abhängigkeit zu verdeutlichen. Die Ergebnisse in Tabelle 
6.3 und Bild 6.40 legen offen, dass der Schubbeiwert umso geringer ist, je höher das Düsen-
druckverhältnis ist. Beim Düsendruckverhältnis Π = 214 beträgt der Schubbeiwert 
cfg,x = 0,958, während er beim Düsendruckverhältnis Π = 1038 auf cfg,x = 0,916 sinkt. Diese 
Werte sind vergleichbar mit den Ergebnissen aus [59]. Das Absinken des Schubbeiwerts 
hängt damit zusammen, dass der ideale Schub mit steigendem Düsendruckverhältnis nach Gl. 
3.35 ebenfalls steigt. Aufgrund der mit dem Düsendruckverhältnis zunehmenden Verluste 
durch Unterexpansion wächst der ideale Schub stärker als der Bruttoschub der Düse, so dass 
der Schubbeiwert mit steigendem Düsendruckverhältnis sinkt. Der Verlauf des idealen Schubs 
(Bild 3.10) bedingt auch den Verlauf des Schubbeiwerts (Bild 6.40), der zunächst stärker und 
bei größeren Düsendruckverhältnissen weniger stark fällt. Denn der ideale Schub steigt bei 
geringen Düsendruckverhältnissen stark an, bevor er sich bei großen Düsendruckverhältnissen 
einem Grenzwert nähert. Der Schubbeiwert erlaubt Aussagen über die Schubverluste der Dü-
se bei dem jeweiligen Düsendruckverhältnis. Der Schubgewinn und der erhöhte Widerstand 
durch ein höheres Düsendruckverhältnis können dadurch bei der Auslegung gegeneinander 
abgewogen werden. 
 
Bild 6.40. Schubbeiwert und Schubvektorwinkel in Abhängigkeit vom Düsendruckver-
hältnis bei einer Anström-Reynolds-Zahl ReU = 4·106. 
Für eine feste Anström-Reynolds-Zahl verursachen höhere Düsendruckverhältnisse 
auch einen höheren Düsenruhedruck, der wiederum zu einem größeren Schub führt. Die 
Tabelle 6.5 zeigt, dass der größte Schub mit Fx,ges = 382,53 N bei einem Düsenruhedruck 
p0,D = 2,62 bar erreicht wird. Dieser Druck gehört zu einem Düsendruckverhältnis von 
Π = 568 und nicht zum untersuchten Maximum von Π = 1038. Der Schub hängt also stärker 
vom Ruhedruck als vom Düsendruckverhältnis ab. Der geringste Schub mit Fx,ges = 66,9 N 
wird beim niedrigsten Düsenruhedruck p0,D = 0,47 bar mit einem zugehörigen Düsendruck-
verhältnis von Π = 180 erreicht. 
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Ein hoher Düsenruhedruck erzeugt einen größeren Schub und ein höheres Düsendruck-
verhältnis bei konstanter Anström-Reynolds-Zahl. Gleichzeitig vergrößert sich die Düsenglo-
cke mit steigendem Düsendruckverhältnis, was zu einem höheren Widerstand infolge der 
stärkeren Verdrängung der Außenströmung führt [69]. Deshalb muss bedacht werden, bis zu 
welcher Grenze das Düsendruckverhältnis erhöht werden kann oder ob der dadurch verur-
sachte Schubgewinn vom diesem steigenden Widerstand zunichte gemacht wird. Der Wider-
stand kann in diesem Fall als Widerstandsfläche infolge der Verdrängung angesehen und mit 
Hilfe des Druckverlusts und dem Druckanstieg des statischen Drucks über den schrägen äuße-
ren Stoß abgeschätzt werden. Die Diskussion in Kapitel 5 zeigt, dass die Größe der Düsenglo-
cke vom Isentropenexponenten und vom Düsendruckverhältnis abhängt. Je größer die Düsen-
glocke ist, desto steiler ist der äußere Stoß. Dies verursacht einen größeren Druckverlust über 
diesen Stoß.  
In der Regel wird der Ruhedruck durch die Verbrennung in der Brennkammer vorgege-
ben, und das Düsendruckverhältnis ergibt sich entsprechend. Die Düse muss nach diesem 
Düsendruckverhältnis ausgelegt werden. Im Anschluss ist eine Iteration erforderlich, um das 
optimale Verhältnis zwischen erzeugtem Schub und durch die Düsenglocke hervorgerufenem 
Widerstand zu finden. Es ist zu prüfen, ob ausreichend Nettoschub erzeugt wird. Dabei darf 
der Schubvektorwinkel nicht außer Acht gelassen werden, weil er die Trimmung und damit 
die Regelung des Flugkörpers beeinflusst: Je größer der Schubvektorwinkel ist, desto stärker 
muss die Lage des Flugkörpers geregelt werden. Das ist nachteilig für den Gesamtflugkörper, 
weil entsprechende Vorkehrungen für die Regelung getroffen werden müssen, die das Ge-
wicht des Flugkörpers und somit den Widerstand erhöhen.  
In Bild 6.40 ist neben dem Schubbeiwert der Schubvektorwinkel in Abhängigkeit vom 
Düsendruckverhältnis dargestellt. Wie zu erkennen ist, steigt er tendenziell mit dem Düsen-
druckverhältnis im untersuchten Bereich. Dies ist ein weiterer Nachteil hoher Düsendruckver-
hältnisse, weil der Flugkörper in diesem Fall stärker geregelt werden muss. Mit steigendem 
Schubvektorwinkel vergrößern sich die Winkelverluste, die den Schubbeiwert verringern. Der 
Schubvektorwinkel variiert in den Untersuchungen zwischen βf = 4,4° und βf = 5,0°, was ei-
ner Abweichung von 13,6 % entspricht und damit nicht zu vernachlässigen ist. Diese Werte 
sind vergleichbar mit den Ergebnissen aus [59]. Der Grund für den Anstieg mit dem Düsen-
druckverhältnis liegt darin, dass die Auftriebskraft Fz im Verhältnis zur Schubkraft Fx mit 
steigendem Düsendruckverhältnis stärker ansteigt. Das hängt damit zusammen, dass der ent-
scheidende Anteil der Schubkraft, der Kraftanteil am Düseneintritt FE, sich nicht so stark er-
höht wie die Auftriebskraft. Dies wird an Tabelle 6.5 deutlich. Während die Auftriebskraft im 
betrachteten Bereich der Düsendruckverhältnisse zwischen Π = 214 und Π = 1038 ungefähr 
um den Faktor 5 steigt, steigen der Kraftanteil am Düseneintritt und damit auch die Schub-
kraft nur etwa um den Faktor 4,5. Der Grund hierfür sind die Verluste durch Unterexpansion 
in y- und z-Richtung und die oben angesprochenen Winkelverluste der Strömung.  
Der Schwerpunkt darf daher nicht nur auf den Bruttoschub, sondern muss auch auf den 
Schubbeiwert, den von der Düsenglocke verursachten Widerstand und den Schubvektorwin-
kel gelegt werden, um das günstigste Düsendruckverhältnis für den Auslegungspunkt des 
Scramjet-Antriebs zu erhalten. Dies führt dazu, dass ein hoher Düsenruhedruck bei einem 
möglichst geringen Düsendruckverhältnis erreicht werden sollte, um den größtmöglichen 
Schub zu erzeugen und gleichzeitig zur Verringerung des Trimmungsaufwands den Schub-
vektorwinkel möglichst klein zu halten. Praktisch gibt es jedoch nur wenige Möglichkeiten, 
dies zu beeinflussen. Möglichkeiten sind, in einer geringeren Höhe zu fliegen oder die Düsen-
geometrie zu verändern. 
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Verhältnis von Schub zu Düsenruhedruck 
Ein weiterer Zusammenhang dieses Düsenmodells innerhalb der untersuchten Bereiche 
des Düsendruckverhältnisses und der Anström-Reynolds-Zahl wird in Bild 6.41 deutlich. 
Darin ist der durch den Düsenruhedruck p0,D geteilte Schub F3D über diesem aufgetragen. Es 
fällt auf, dass der Graph nahezu konstant ist im untersuchten Bereich. Er schwankt lediglich 
zwischen einem Höchstwert von 147,5 N/bar und einem Kleinstwert von 145 N/bar, was einer 
Abweichung von 1,6 % entspricht und die Annahme einer Steigung Null rechtfertigt. Dieses 
Ergebnis ermöglicht, den Schub bei jedem Düsenruhedruck zwischen dem niedrigsten unter-
suchten (p0,D = 0,47 bar) und dem höchsten untersuchten (p0,D = 2,62 bar) für dieses Modell 
sehr genau abzuschätzen. Es bestätigt die theoretischen Überlegungen aus Kapitel 3.2, wo der 
lineare Zusammenhang zwischen idealem Schub und Düsenruhedruck aufgezeigt wurde. 
 
Bild 6.41. Schub der Düse bezogen auf den Düsenruhedruck in Abhängigkeit vom Dü-
senruhedruck. 
Der Düsenruhedruck muss mit dem konstanten Wert des Graphen (ca. 147 N/bar) mul-
tipliziert werden, um den Gesamtschub für die Düse unter der jeweiligen Bedingung zu erhal-
ten. Um dieses Ergebnis eines konstanten „normierten“ Schubs zu verallgemeinern, sind wei-
tere Düsenmodelle mit unterschiedlichen Geometrien experimentell zu untersuchen. Für die 
vorliegende Düse kann jedoch diese Annahme getroffen werden, die es ermöglicht, den Schub 
für jede beliebige Bedingung zu erhalten, ohne ihn experimentell bestimmen zu müssen. Es 
könnte darüber hinaus neben dem Schubbeiwert eine neue Kennzahl K1 definiert werden, mit 
der die Qualität asymmetrischer Düsen beurteilt werden kann. Denn wenn die obige Annahme 
auf andere Düsenmodelle zutrifft, können die Kennzahlen leicht berechnet und miteinander 
verglichen werden. Bild 6.41 veranschaulicht, dass bei der vorliegenden Scramjet-Düse ein 
linearer Zusammenhang zwischen Schub und Düsenruhedruck besteht. Diese Beobachtung 
wird durch die Ergebnisse in [46] unterstützt, wo für eine asymmetrische Ramjet-Düse ein 
linearer Zusammenhang zwischen dem Kraftbeiwert für den Schub und dem Düsendruckver-
hältnis gefunden wurde. Aus dieser Beobachtung lässt sich der Schub für die hier untersuchte 
Düse nach folgender Gl. 6.5 mit der Kennzahl K1 berechnen. 
D,01D3 pKF =  (Gl. 6.5) 
Ziel bei der Auslegung asymmetrischer Düsen muss es folglich sein, einen möglichst 
hohen Wert für diese Kennzahl K1 zu erhalten. Denn sie gibt an, wie viel Schub F3D bei einem 
Düsenruhedruck von p0,D = 1 bar erzeugt wird: Je größer dieser Wert ist, desto besser ist die 
ausgelegte Düse und desto mehr Schub erzeugt sie. Die Konstante K1 ist für jede Düse indivi-
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duell und damit von der Düsengeometrie abhängig. Im Gegensatz zum Schubbeiwert, der ein 
Maß für die Verluste der Düsenströmung ist, kann mit der Kennzahl K1 direkt der Schub aus 
dem Düsenruhedruck berechnet werden. Der Vergleich zweier unterschiedlicher Düsen ist 
somit einfacher, weil lediglich die Kennzahlen K1 der beiden Düsen verglichen werden müs-
sen. Der Düsenruhedruck ist bei gleichem Düsendruckverhältnis und unterschiedlicher 
Anström-Reynolds-Zahl jedoch unterschiedlich, so dass der Schub bei gleichem Düsendruck-
verhältnis nicht gleich sein muss. Wie Bild 6.39 und Bild 6.42 zeigen, stimmen die Steigun-
gen der beiden Geraden bei unterschiedlichen Anström-Reynolds-Zahlen nicht überein. Der 
Grund dafür ist, dass der Schub hauptsächlich vom Düsenruhedruck abhängt.  
 
Bild 6.42. 3D-Schub und Abweichung zwischen 3D- und 2D-Schub bei unterschiedlichen 
Düsendruckverhältnissen und einer Anström-Reynolds-Zahl ReU = 8·106. 
Betrachtet man den Schub in Abhängigkeit vom Düsenruhedruck, so wird ersichtlich, 
dass der Zusammenhang zwischen diesen beiden Größen linear ist und nicht von der 
Anström-Reynolds-Zahl, sondern ausschließlich von der Düsengeometrie abhängt. Um den 
Zusammenhang zwischen Schub und Düsendruckverhältnis zu beschreiben, ist es daher sinn-
voll, eine zweite Kennzahl K2 einzuführen, die im Gegensatz zu K1 sowohl von der Düsenge-
ometrie als auch von der Anström-Reynolds-Zahl abhängt. Die Abhängigkeit des Schubs vom 
Düsendruckverhältnis kann mit folgender Gl. 6.6 beschrieben werden. 
32 KKF +Π=  (Gl. 6.6) 
Diese Betrachtungen sind durch den Übergang des Düsendruckverhältnisses zur Über-
expansion nach unten begrenzt, so dass die Geraden auch nicht durch den Nullpunkt laufen. 
Die Konstante K3 ist daher als off-set anzusehen. Diese Kennzahlen eignen sich, um die Leis-
tung unterschiedlicher Düsengeometrien zu vergleichen sowie den Schub für unterschiedliche 
Düsenbedingungen vorherzusagen. Haupteinflussfaktor in Bezug auf den Schub sind dabei 
der Düsenruhedruck und das Düsendruckverhältnis. Diese Ausführungen zeigen, dass das 
Düsendruckverhältnis zwar nur bedingt geeignet ist, um die Abhängigkeiten des Bruttoschubs 
zu beschreiben. Aber unabkömmlich ist seine Berücksichtigung, wenn es darum geht, die 
Wechselwirkungen im Nachlauf der Düse auf geeignete Weise zu simulieren, da das Düsen-
druckverhältnis die Größe der Düsenglocke und damit die Interaktion zwischen Außen- und 
Düsenströmung bestimmt, wie die Überlegungen am Anfang des Kapitels gezeigt haben.  
  
  
 
7 Zusammenfassung 
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden zwei unterschiedliche Scramjet-Düsen ex-
perimentell untersucht. Bei der einen handelt es sich um ein bereits vorhandenes Modell einer 
dreidimensionalen Düsenkontur, für die ein neuer Vorkörper konstruiert wurde. Für die zwei-
te zu untersuchende Düse wurde eine neue Kontur ausgelegt und ein neues Modell gefertigt. 
Hierzu wurde zunächst ein Auslegungsprogramm speziell für asymmetrische Expansionsdü-
sen entwickelt. Dabei wurde der Einfluss der Temperatur berücksichtigt; eine Vorhersage des 
Bruttoschubs der abgeschnittenen Düsen ist im Programm enthalten. Die Düse wurde ange-
passt an die Bedingungen am Ende der Brennkammer hinsichtlich Geometrie, Mach-Zahl, 
Ruhedruck, Ruhetemperatur und Düsendruckverhältnis.  
Für die experimentellen Untersuchungen wurden die vorhandenen Messtechniken (PSI, 
Pitot, Schlierentechnik) erweitert und zusätzliche Messmethoden (PSP und IR) eingesetzt, um 
erstmals flächige Informationen über die Druck- und Temperaturverteilung auf der Expansi-
onsrampe zu erhalten. Dafür wurden im H2K die PSP-Technik zur Bestimmung der Druck-
verteilung und die IR-Thermographie zur Bestimmung der Temperatur- und Wärmeflussver-
teilung auf der Oberfläche der Expansionsrampe angewandt. Mit Hilfe der Pitot-
Druckmessungen und Schlierentechnik wurden die Düsenströmung und die Wechselwirkun-
gen zwischen Düsen- und Außenströmung visualisiert.  
Die PSP-Technik legte bei den Untersuchungen der bereits vorhandenen Düse offen, 
dass das in vorherigen Untersuchungen häufig eingesetzte Konzept der seitlichen Einspeisung 
des Strömungsmediums nicht ideal ist und eine asymmetrische Düsenströmung verursacht. 
Aufgrund dieses Ergebnisses wurde die Einspeisung bei der neu ausgelegten Düse angepasst 
und eine mittige Einspeisung von oben gewählt. Die Verbesserungen des neuen Einspei-
sungskonzepts sind deutlich an der symmetrischen Strömung der neu ausgelegten Düse zu 
sehen. Die Untersuchungen der bereits vorhandenen Düse bewiesen, dass es sehr schwierig 
ist, eine Düsenkontur für viele verschiedene Zustände und unterschiedliche Düsendruckver-
hältnisse auszulegen: Die Düsenglocke passt sich unter den untersuchten Bedingungen nicht 
an die Expansionsrampe an, sondern hebt vorher ab.  
Aufbauend auf den Arbeiten von Gruhn [46] befasste sich diese Arbeit mit dem Einfluss 
einzelner Strömungsparameter wie der Düsenstrahltemperatur T0,D, des Isentropenexponenten 
γ, des Düsendruckverhältnisses Π und der Anström-Reynolds-Zahl ReU auf die Druckvertei-
lung und den Bruttoschub von Scramjet-Düsen. Der Einfluss dieser Parameter auf die Wech-
selwirkungen zwischen Düsen- und Außenströmung und damit auf das Strömungsfeld im 
Nachlauf der Düse war ebenso Gegenstand der Untersuchungen. Der Einfluss dieser Strö-
mungsparameter auf die Strömungstopologie entlang der Expansionsrampe konnte mit Hilfe 
der IR-Thermographie und der PSP-Technik, der Einfluss auf die Wechselwirkungen zwi-
schen Düsen- und Außenströmung im Nachlauf der Düse mit Hilfe der Pitot-Druckmessungen 
analysiert werden. Die flächigen Informationen über den Druck geben Einblick in die Strö-
mungstopologie auf der Expansionsrampe. Die Temperaturwerte, ermittelt mit der IR-
Thermographie, ergänzen die Ergebnisse der Druckmessungen und bestätigen das Strö-
mungsbild. 
Die Ergebnisse aus den unterschiedlichen Messkampagnen zeigen, dass der Isentropen-
exponent γ die Druckverteilung und den Bruttoschub insofern beeinflusst, als der Bruttoschub 
mit sinkendem Isentropenexponenten steigt. Der Isentropenexponent der realen Verbren-
nungsgase ist mit etwa γ = 1,25 kleiner als der von Luft. Deshalb wird der Schub für den Fall, 
dass die Untersuchungen mit Luft durchgeführt werden, unterschätzt. Der Nachteil eines ge-
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ringeren Isentropenexponenten ist, dass die Düsenglocke und damit die Verdrängung der Au-
ßenströmung zunehmen. Dies vergrößert in letzter Konsequenz den Widerstand. Der Einfluss 
der Düsenstrahltemperatur T0,D ist im untersuchten Bereich bis 800 K abschließend nicht ein-
deutig zu bewerten und als sehr gering einzustufen. Sie beeinflusst im untersuchten Tempera-
turbereich weder die Lage der Scherschichten noch die Größe der Düsenglocke. Da sich ab-
hängig von ihr der Isentropenexponent von Luft verändert, sind die Auswirkungen höherer 
Düsenstrahltemperaturen auf die Druckverteilung und den Bruttoschub auf den veränderten 
Isentropenexponenten zurückzuführen. Im hier untersuchten Temperaturbereich verändert 
sich der Isentropenexponent von Luft jedoch nicht. Daher ist kein Einfluss der Strahltempera-
tur zu beobachten. Der Einfluss der Anström-Reynolds-Zahl auf die Temperatur- und Druck-
verteilung sowie den Schub ist im untersuchten Bereich zwischen ReU = 4·106 und 
ReU = 8·106 zu vernachlässigen. Sie beeinflusst lediglich die Wechselwirkungen zwischen 
Düsen- und Außenströmung, indem sie das Düsendruckverhältnis verändert. Letztendlich 
erwies sich das Düsendruckverhältnis als geeigneter Parameter, um die Druckverteilung und 
den Bruttoschub unabhängig von der Außenströmung vorauszusagen, und stellte sich als ent-
scheidender Faktor heraus, der die Lage der Scherschichten, der äußeren und der inneren Stö-
ße sowie die Größe der Düsenglocke bestimmt.  
Dabei ist allerdings zu berücksichtigen, dass mit steigendem Düsendruckverhältnis die 
Düsenglocke größer wird: Die Außenströmung wird stärker verdrängt, der Widerstand infolge 
dieser Verdrängung steigt, der Nettoschub sinkt. Gleichzeitig nehmen die Verluste durch Rei-
bung infolge des höheren Düsendruckverhältnisses zu. Der Schubbeiwert sinkt mit steigen-
dem Düsendruckverhältnis aufgrund der zunehmenden Unterexpansionsverluste, während 
sich der Schubvektorwinkel vergrößert. Dieses Ergebnis spricht dagegen, ein zu großes Dü-
sendruckverhältnis zu wählen. Denn bei einer Erhöhung des Düsendruckverhältnisses steigen 
die Verluste im Schub und der Aufwand zur Regelung eines stabilen Flugkörpers, was beides 
für das Gesamtsystem nachteilig ist. Bei den Betrachtungen des Schubs fiel seine lineare Ab-
hängigkeit von Düsenruhedruck und Düsendruckverhältnis auf. Daher wurden neue Kennzah-
len eingeführt, mit denen der Schub aus dem Düsenruhedruck oder Düsendruckverhältnis für 
eine bestimmte Düse berechnet werden kann. Diese Kennzahlen sind von der Düsengeometrie 
abhängig und verändern sich im Fall des Düsendruckverhältnisses mit der Anström-Reynolds-
Zahl. Sie ermöglichen darüber hinaus einen sehr einfachen Vergleich der Leistungseigen-
schaften unterschiedlicher Düsengeometrien. 
Vergleiche zwischen den Ergebnissen der PSI- und PSP-Druckmessungen zeigen eine 
sehr gute Übereinstimmung zwischen den beiden Messmethoden. Durch eine verbesserte 
Ausleuchtung der neu ausgelegten Düse konnte die Messgenauigkeit der PSP-Technik im 
Vergleich zur bereits vorhandenen Düse nochmals erhöht werden. In einem weiteren ausführ-
lichen Vergleich zwischen den Kräften, ermittelt aus PSI- und PSP-Druckmessungen, wurde 
gezeigt, dass die Schubberechnung anhand reiner PSI-Daten den Schub überschätzt. Die PSP-
Druckmessungen erlauben den Schub möglichst genau einzuschätzen. 
 
 
7.1 Ausblick 
Die Ergebnisse dieser Arbeit bestätigen die Notwendigkeit von Heißgasversuchen bei 
Temperaturen möglichst nahe an den realen Verbrennungstemperaturen. Wichtig ist es, die 
viskosen Effekte im Bereich der Verbrennungstemperaturen eingehender zu untersuchen und 
zu verstehen. Dazu muss die Strahltemperatur in den experimentellen Untersuchungen deut-
lich erhöht werden. Eine Möglichkeit wäre der Einsatz eines Heißgas-Generators, wie es in 
[110] beschrieben wird. Dadurch sind eingehende Untersuchungen zum Einfluss der Düsen-
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strahltemperatur auf die Druckverteilung und den Schub möglich. Empfohlen wird darüber 
hinaus der Einsatz von Gasen mit von Luft abweichenden Isentropenexponenten, um die Er-
gebnisse dieser Arbeit zu bestätigen und die Einflüsse von Temperatur und Isentropenexpo-
nent getrennt voneinander zu betrachten. Durch die Verwendung eines Gasgemischs (eventu-
ell Sauerstoff und Wasserstoff), das einen Isentropenexponenten gleich dem des Verbren-
nungsgases hat, wird der Schub genauer vorhergesagt. 
Die im Rahmen dieser Arbeit durchgeführte Parameterstudie beinhaltet nicht die Verän-
derung der Mach-Zahl am Eintritt der Expansionsdüse. Modelltechnisch ist eine Berücksich-
tigung möglich durch den Einsatz unterschiedlicher Lavaldüsen; dies ist zu erwägen, um den 
Einfluss einer Abweichung vom Auslegungszustand zu untersuchen. So kann unterschiedli-
chen Bedingungen am Ausgang der Brennkammer Rechnung getragen und die Auswirkungen 
auf die Leistungsmerkmale der Düse können abgeschätzt werden. Experimentelle Untersu-
chungen könnten darüber hinaus in anderen Anlagen durchgeführt werden, in denen höhere 
Reynolds-Zahlen und Ruheenthalpien realisiert werden können. Dadurch werden Aussagen 
über den Einfluss der Reynolds-Zahl auf die Aerodynamik für einen größeren Bereich mög-
lich. Ebenso wäre ein Vergleich der Ergebnisse aus dem H2K mit denen aus Kurzzeitanlagen 
von Interesse, um die Qualität der Ergebnisse einzuschätzen. 
Eine Grundlagenstudie über diverse Einspeisungskonzepte in die Beruhigungskammer 
hinsichtlich der Strömungstopologie ist wichtig, um zu wissen, wie sich die Strömung am 
Eintritt zur asymmetrischen Expansionsdüse verhält. In diesem Rahmen können weitere 
Messtechniken wie Laser-2-Fokus (L2F), Particle Image Velocimetry (PIV) und Pitot-
Druckmessungen eingesetzt werden, um die Strömung zu charakterisieren und ein geeignetes 
Einspeisungskonzept zu finden. Wie sich die Topologie der Düsenströmung verändert, wenn 
Seitenwände die Düsenströmung bis zum Ende der Expansionsrampe begrenzen, ist ebenfalls 
von Bedeutung.  
Neben flächigen Informationen über die Druck- und Temperaturverteilung werden In-
formationen über das Geschwindigkeitsfeld der Düsenströmung und den Impulsaustausch in 
den Scherschichten benötigt. Anzustreben ist daher der Einsatz der PIV-Messtechnik. Anhand 
der PIV-Messungen werden die bereits gesammelten Strömungsdaten von Druck und Tempe-
ratur um die der Geschwindigkeit erweitert. Mit Hilfe der Partikelverfolgung werden die 
Scherschichten visualisiert und Informationen über den Impulsaustausch zwischen Düsen- 
und Außenströmung erhalten. Darüber hinaus ermöglichen die PIV-Messungen, ein dreidi-
mensionales Bild der Düsen- und Außenströmung auch experimentell zu erstellen. Als weiter 
in die Zukunft gerichteten Ausblick sind Kraftmessungen mit einer 6-Komponenten-Kraft-
waage zu nennen, um Kräfte und Momente zu bestimmen. Dies liefert Aussagen über die  
aerodynamischen Beiwerte sowie den Nettoschub und Widerstand der Düsen, erfordert jedoch 
die Auslegung und die Konstruktion eines neuen Modells mit integrierter Kraftwaage. Kon-
krete Aussagen über die Auswirkungen von Seitenwänden auf den Nettoschub werden hierbei 
möglich. Dabei können die Auswirkungen einer Quasi-2D-Strömung auf den Bruttoschub und 
den Widerstand infolge der Reibung und des Strukturgewichts bestimmt werden. 
Die Kombination von experimentellen und numerischen Ergebnissen aus Untersuchun-
gen in [57, 58] haben für booster-Konfigurationen gezeigt, dass die Stöße im Base-Bereich 
oszillieren. In [96] trat eine Ablösung auf der Klappenseite der neu ausgelegten Düse auf, die 
der Außenströmung zugewandt ist, so dass auch dort Stoßoszillationen auftreten könnten. 
High-Speed-Schlierenaufnahmen mit Bildraten von bis zu 5000 kHz bei dem bereits vorhan-
denen Düsenmodell deuteten zwar nicht auf Stoßoszillationen im Base-Bereich hin, instatio-
näre Untersuchungen der Stöße hinsichtlich Oszillation mit Kulite-Druckaufnehmern könnten 
darüber jedoch Klarheit verschaffen. Daher sollte die Kombination aus Experiment und Nu-
merik weiter verstärkt werden und ein Abgleich mit validierten CFD-Tools erfolgen. Das Ziel 
dabei soll letztendlich die Extrapolation auf reale Flugbedingungen sein. 
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Anhang 
A.1 Idealer Schub 
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wird durch Einsetzen und Umformen die Gleichung für den idealen Schub zu  
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Idealer Schub in Abhängigkeit von Temperatur 
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Bekannte Größen sind: 
A*, p0, T0, Ma*, pst,A, AE 
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Vorgehen bei Berechnung von Fid: 
Aus T0 und Ma* ⇒  Tst*  
     ⇒  ρst
*
, V*, γ*   
Aus p0, T0, Tst* ⇒  pst*     A
***
id VAVF ρ=
 
        
AA
***
A V
AVA
ρ
ρ
=  
Aus T0, p0, Π und pst,A ⇒  Tst,A    
      ⇒  ρA, VA  
Aus T0, TA ⇒  MaA  
 
Für die Größen am Eintrittsquerschnitt gilt: 
EE,stEE
E,st
E.st
EEE,st
*** A T RMa
T R
pAVAV γ=ρ=ρ  
⇔ E,stEE
E,st
E,st
E
T RMa
T R
p
A
m γ=&  
1. Setze MaE auf einen Startwert 
2. Berechne Tst,E aus der Energiegleichung 
3. Berechne γE aus der Beziehung der Wärmekapazitäten 
4. Berechne pst,E aus der Entropiegleichung 
5. Iteriere, bis die Gleichung erfüllt ist: ⇒ MaE, Tst,E, γE, pst,E 
 
Idealer Schub im Eintrittsquerschnitt ist aus folgenden Größen zu berechnen: 
( )Π= ,p,T,A,mFF 00Eidid &  
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A.2 Rao-Kriterium 
 
Der Massenstrom wird wie folgt berechnet, wobei die Bezeichnungen Bild A.1 zu ent-
nehmen sind: 
( ) ( ) φβ−φρ=β−φρ=ρ= sin
dy
 sin V sin ds V dA V md &  
 
Bild A.1. Verwendete Bezeichnungen für die Rao-Bedingung. 
Die Impulskomponente in x-Richtung ergibt sich aus folgendem Zusammenhang: 
( ) ( ) dy cos 
sin
sinV cos V dy 
sin
sin
 V dF 2 βφ
β−φρ=βφ
β−φρ=  
Die axiale Distanz zwischen den Punkten C und E ist gegeben durch: 
φφ=− ∫ d cotxx
E
C
CE  
Durch Integration entlang der Linie CE erhält man den Massenstrom und Schub. 
( )∫ φβ−φρ=
E
C sin
dy
 sin V m&  
( ) ( )∫ 




 βφ
β−φρ+−=
∞
E
C
2 dy cos 
sin
sin
 V ppF  
Um den Schub zu maximieren, müssen auch die Restriktionen durch die Gleichungen 
für den Massenstrom und die axiale Distanz berücksichtigt werden. Durch Anwendung der 
Langrang´schen Multiplikatoren Methode kann das Problem auf die Lösung des folgenden 
Integrals reduziert werden: 
( )∫ λ+λ+=
E
C
33221 dy f f fI  
wobei 
( ) ( ) βφ
β−φρ+−=
∞
cos 
sin
sin
 V ppf 21  
( )
φ
β−φρ=
sin
sin
 V f 2  
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φ= cotf3  
 
Lösung des Problems 
Nach Rao [113] kann das obere Gleichungssystem stark vereinfacht werden. 
Mit µ+β=φ  entlang der Linie DE und folgenden Beziehungen für λ2 und λ3  
( )
µ
µ−β
−=λ
cos
cos
 V2  
µβρ−=λ tan sinV 223  
kann die nachstehende Bedingung im Punkt E gelöst werden. 
0f f f 33221 =λ+λ+  in Punkt E 
Durch Einsetzen und Umformen sowie Anwendung einiger trigonometrischer Bezie-
hungen erhält man die Rao-Bedingung zur Schuboptimierung im Punkt E: 
µ
ρ
−
=β ∞ cot 
V  
2
1
pp2sin
2
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A.3 Energie- und Entropiegleichung 
 
Die Energiegleichung für adiabatische Strömungen eines kalorisch nicht idealen Gases 
ist wie folgt: 
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Mit folgender Beziehung 
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kann die Gleichung wie folgt umgeformt werden: 
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Die Wärmekapazität cp ist eine Funktion und wird gewöhnlich durch ein Polynom höhe-
rer Ordnung ausgedrückt, beispielsweise wie bei Zucrow [153], McBride et al. [95], Moran et 
al. [101]: 
( ) 45342321p TKTKTKTKKTc ++++=  
Nach Auflösen des Integrals führt dies zu folgender Beziehung: 
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Die Koeffizienten K1, …, K5 hängen von der Temperatur T ab. Zucrow [153] gibt un-
terschiedliche Werte für die Temperaturbereiche 300 K < T < 1000 K und 
1000 K < T < 3000 K. Deshalb hängt die Lösung der obigen Gleichung von der Temperatur 
ab und lässt sich in folgende Bereiche aufteilen: 
 
1. T0 > 1000 K und T > 1000 K 
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2. T0 > 1000 K und 300 K< T < 1000 K mit Tabs = 1000 K 
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3. T0 > 1000 K und T < 300 K mit Tabs = 1000 K und TG = 300 K 
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4. 300 K < T0 < 1000 K und 300 K < T 
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5. 300 K < T0 < 1000 K und T < 300 K mit TG = 300 K 
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Aus diesen Gleichungen lassen sich wahlweise die Temperatur, die Geschwindigkeit 
oder die Mach-Zahl berechnen, abhängig davon, welche Größen bekannt sind. 
 
Der statische Druck p wird mit der Entropiegleichung berechnet. Die Entropiegleichung 
für adiabatische Strömungen von kalorisch nicht idealen Gasen lautet wie folgt: 
( )
p
dpR
T
dTTcds p −=  
Für isentrope Expansionen wie im Fall von unterexpandierten Düsenströmungen gilt 
ds = 0, so dass die Beziehung folgendermaßen geschrieben werden kann: 
( )
p
dpR
T
dTTc0 p −=  
Durch Integration obiger Gleichung erhält man  
( ) 0
p
dpR
T
dTTc
T
T
p
p
p
0 0
=−∫ ∫  
Wobei die Wärmekapazität von der Temperatur abhängt. Wie auch bei der Energieglei-
chung wird die Beziehung nach Zucrow für die Wärmekapazität eingesetzt, so dass sich die 
gleichen Temperaturbereiche für die Lösung folgender Gleichung ergeben: 
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Wenn T0 und T bekannt sind, kann der statische Druck durch Umstellen der Größen und 
Auflösen berechnet werden. Werden die Temperaturterme zum Ausdruck ds(T) zusammenge-
fasst, lässt sich die Gleichung für den statischen Druck p wie folgt schreiben: 
( )
R
Tds
0epp =  
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A.4 Prandtl-Meyer-Gleichung 
 
Die Grundgleichung der Prandtl-Meyer-Strömung lautet: 
dV
V
1Mad
2
−
−=β  (1) 
Im Folgenden wird die Lösung der Grundgleichung für nicht ideale Gase hergeleitet. 
Die Zustandsgleichungen lassen sich in folgender Form schreiben: 
( )hρρ =   ( )hTT =  ( )haa =  
Die Energiegleichung für adiabatische Strömungen ohne Körperkräfte lautet: 
.constH
2
Vh
2
==+  (2) 
Das zeigt, dass die Enthalpie eine Funktion der Strömungsgeschwindigkeit V ist, was zu 
folgendem Zusammenhang führt: 
( )Vρρ =  ( )VTT =  ( )Vaa =  
Da a/VMa =  und ( )Vaa = , gilt: 
( )VMaMa =  
Deshalb kann Gleichung 1 in folgender Form geschrieben werden: 
( )dV VfdV
V
1Mad
2
=
−
−=β  
mit ( ) dV
V
1MadV Vf
2
−
−=  
Die Grundgleichung wird nun entweder numerisch oder graphisch für beliebige Fluide 
integriert: 
( )∫=β−β
1
1
V
V
12 dV Vf  
Abhängig von den Anfangsbedingungen und den Parametern, die bestimmt werden, 
wird das folgende Vorgehen zur Lösung vorgeschlagen: 
Die Geschwindigkeit V1 und die Strömungswinkel β1 und β2 sind bekannt. Mit folgen-
der Gleichung erhält man h1: 
2
VHh
2
1
1 −=  wobei ( )0THH =  
Nun muss ein kleines Geschwindigkeitsinkrement dV gewählt werden, um das V1 er-
höht wird: 
dVVV 12 +=  
Für jede Geschwindigkeit V werden die Enthalpie h2 sowie die Schallgeschwindigkeit a 
und die Mach-Zahl Ma berechnet: 
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Anschließend wird der Strömungswinkel β berechnet und so lange iteriert, bis er mit 
dem bekannten β2 übereinstimmt. 
( ) ( )[ ]dV VfVf
2
1
2112 ++β=β  
 
Für eine schnelle Iteration wird das Newton-Verfahren benutzt, wozu die Ableitung der 
Funktion benötigt wird: 
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A.5 Versuche mit dem Japhar-Modell 
 
 
Nr. Medium ReU/106, - T0,∞, K p0,∞, bar T0,D, K p0,D, bar Π, - 
1 Luft 7,65 650 21,00 288 1,31 250 
2 Luft 7,90 630 21,00 289 2,57 500 
3 Luft 7,30 647 20,30 289 3,22 625 
4 Luft 4,05 622 10,52 289 0,72 250 
5 Luft 3,85 641 10,40 297 1,30 500 
6 Luft 4,04 631 10,70 297 1,75 625 
7 Luft 5,06 636 13,63 290 0,96 250 
8 Luft 4,98 640 13,54 288 1,69 500 
9 Luft 2,80 806 10,80 287 1,44 500 
10 Luft 6,70 525 13,80 289 1,77 500 
11 Luft 9,70 529 20,20 288 2,55 500 
12 Luft 6,70 680 20,00 287 5,14 1000 
13 Luft 5,04 643 13,80 288 4,41 1000 
14 SF6 4,6 605 11,5 295 0,21/0,45 78 
15 SF6 3,75 629 9,9 295 0,19/0,39 78 
16 Luft 4,93 646 13,60 286 4,36 1000 
17 Luft 4,00 643 10,90 288 0,22 78 
18 Luft 6,80 668 19,9 290 0,43 78 
19 Luft 11,9 645 33,2 288 4,19 500 
20 Luft 13,9 603 35,6 287 4,1 500 
21 Ar 8,5 661 20,3 254 6 1231 
22 Ar 3,9 630 10,2 270 3,1 1231 
23 Ar 4,0 625 10,4 286 1,17 625 
24 Ar 3,9 625 10,23 284 0,76 250 
25 Ar 3,7 640 9,9 289 0,22 78 
26 Luft 4,3 614 10,3 290 0,75 250 
27 Luft 3,6 645 9,7 290 1,19 500 
28 Luft 8,2 600 20,7 279 2,6 500 
29 Luft 7,4 644 20,6 280 1,26 250 
30 Luft - 294 1 272 5 - 
31 Luft 7,6 631 20,6 268 3,3 625 
32 Luft 7,3 642 20,2 270 5 1000 
33 Luft 4,1 630 10,8 272 2,57 1000 
34 Luft 4 624 10,5 272 1,56 625 
35 Luft 4,4 612 11,2 277 1,23 500 
36 Luft 4,1 620 10,6 283 0,66 250 
37 Luft 7,5 634 20,3 270 5,15 1000 
38 Luft - 292 0,009 272 2,59 - 
39 Luft 7,2 651 20,1 275 2,55 500 
40 Luft 4,1 630 10,8 272 2,57 1000 
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Nr. Medium ReU/106, - T0,∞, K p0,∞, bar T0,D, K p0,D, bar Π, - 
41 Luft 4,1 618 10,5 276 1,35 500 
42 Luft 4 618 10,2 269 2,62 1000 
43 Luft 4 621 10,3 274 0,68 250 
44 Luft 4,1 614 10,5 272 1,66 625 
45 Ar 4,2 610 10,7 230 3,37 1231 
46 Ar 4,2 602 10,4 261 1,28 500 
47 Ar 4,4 609 11 271 0,66 250 
48 Luft 4,1 626 10,8 268 1,39 500 
49 Luft 4,1 625 10,6 274 0,66 250 
50 Luft 7,3 649 20,3 267 2,65 500 
51 Luft 7,5 646 20,8 270 1,31 500 
52 Luft 7,3 655 20,7 276 1,34 250 
53 Luft 7,5 640 20,4 273 2,63 500 
54 Luft 7,2 660 20,8 277 1,31 250 
55 Luft 4,0 628 10,6 276 1,32 500 
56 Luft 4,2 625 11,0 281 0,66 250 
57 Luft 4,2 622 10,9 279 1,32 500 
58 Luft 4,1 628 10,8 282 0,67 250 
59 Luft 7,3 650 20,4 279 1,33 250 
60 Luft 7,1 656 20,1 277 2,62 500 
61 Luft 7,6 653 21,4 279 2,58 500 
62 Luft 7,1 662 20,4 277 1,31 250 
63 Luft 4,2 626 11 273 1,31 500 
64 Luft 4,1 638 11,1 277 0,66 250 
65 Luft 4,0 628 10,6 275 1,35 500 
66 Luft 4,2 631 11,1 279 0,65 250 
67 Luft 7,0 661 20,1 276 1,31 250 
68 Luft 7,1 661 20,2 273 2,66 500 
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A.6 Versuche mit dem GRK-Modell 
 
Nr. ReU/106, - T0,∞, K p0,∞, bar T0,D, K p0,D, bar Π, - 
1 4 570 11,0 284 2,6 1000 
2 4,4 622 11,5 -  0,589 250 
3 3,9 630 10,3 282 1,26 500 
4 8,2 603 20,8 282 1,38 250 
5 7,9 617 20,5 284 2,02 375 
6 8 608 20,2 278,5 2,62 500 
7 4,1 624 10,8 279 0,98 375 
8 4,3 609 10,9 276 2,53 1000 
9 3,8 490 6,8 285 0,82 500 
10 3,8 490 6,85 288 0,42 250 
11 4 628 10,6 281 1,34 500 
12 4,1 610 10,4 282 2,6 500 
13 4 640 10,9 288 0,46 191 
14 7,85 623 20,6 284 0,95 191 
15 4 624 10,5 283 1,65 625 
16 2,2 600 5,5 800 1,37 500 
17 4,2 617 10,7 760 1,2 500 
18 4,2 637 11,2 752 0,58 250 
19 4,2 626 11,0 740 0,43 191 
20 4,1 634 11,0 760 0,41 191 
21 8,7 597 21,5 780 0,94 191 
22 - 300 - 826 1,32 - 
23 8,1 617 21,1 799 1,29 250 
24 8,0 622 21,0 765 2,92 500 
25 8,7 608 22,3 780 0,96 191 
26 7,8 625 20,5 308 1,3 250 
27 4,0 637 10,8 295 1,29 500 
28 4,1 632 10,9 585 1,27 500 
29 4,2 620 10,8 589 0,63 250 
30 4,1 619 10,6 585 0,4 191 
31 8,5 603 21,3 578 1,27 250 
32 8,2 615 21,2 586 0,97 191 
33 8,0 631 21,6 579 2,5 500 
34 - - - 287 1,05 185 
35 - - - 522 1,05 100 
36 4,2 640 11,5 560 1,06 465 
37 4,0 640 11,0 540 0,53 255 
38 4,1 630 11,0 320 1,06 482 
39 - - - 303 1,03 240 
40 - - - 524 2,08 500 
41 - - - 307 2,04 450 
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Nr. ReU/106, - T0,∞, K p0,∞, bar T0,D, K p0,D, bar Π, - 
42 - - - 299 2,08 450 
43 4,0 640 11,0 291 1,06 500 
44 - - - 289 1,09 250 
45 4,1 640 11,0 572 1,09 500 
46 4,1 640 11,0 569 0,53 259 
47 - - - 337 0,68 160 
48 - - - 312 2,06 430 
49 4,1 640 11,0 570 1,09 520 
50 - - - 290 1,1 264 
51 4,2 630 11,1 290 1,07 510 
52 - - - 570 1,13 285 
53 4,1 640 11,1 560 0,53 250 
54 - - - 312 2,13 481 
55 4,2 637 11,2 307 1,06 500 
56 - - - 302 1,05 270 
57 4,0 642 11,1 555 0,53 250 
58 - - - 560 2,1 520 
59 4,0 640 11,0 570 1,08 515 
60 - - - 292 2,05 420 
61 4,1 640 11,0 292 1,07 520 
62 - - - 291 1,09 250 
63 - - - 550 2 500 
64 4,0 640 10,8 550 1,05 520 
65 3,9 640 11,0 555 0,52 250 
66 - - - 315 2,05 400 
67 - - - 309 1,08 260 
68 - - - 555 2,17 425 
69 4,0 640 10,9 320 1,08 515 
70 4,0 645 11,0 570 0,52 250 
71 4,0 645 11,0 550 1,08 515 
72 4,0 645 11,0 558 1,06 515 
73 - - - 550 1,08 270 
  
 
Lebenslauf 
 
 
Persönliche Daten 
 
 Name Christian Mark Hirschen 
 
 Geburtsdatum 30. Mai 1980 
 
 Geburtsort Düsseldorf 
 
 Familienstand ledig 
 
 
Beruflicher Werdegang 
 
 Seit 06/2005 Wissenschaftlicher Mitarbeiter beim Deutschen Zentrum für 
Luft- und Raumfahrt, Institut für Aerodynamik und Strö-
mungstechnik, Abteilung Windkanäle Köln-Porz 
 Seit 06/2005 Projektbearbeiter des Teilprojekts C1 „Experimentelle Unter-
suchungen zur Düsen- und Heckströmung eines Scramjets“ des 
Graduiertenkollegs 1095 „Aerothermodynamische Auslegung 
eines Scramjet-Antriebssystems“ 
 
 
 Universität 
 
 10/2004 bis 04/2005 Diplomarbeit beim Deutschen Zentrum für Luft- und Raum-
fahrt, Institut für Aerodynamik und Strömungstechnik, Abtei-
lung Windkanäle Köln-Porz 
 
 10/2001 bis 04/2005 Hauptstudium des Maschinenbaus an der RWTH Aachen 
  Vertiefungsrichtung: Luft- und Raumfahrttechnik 
 
 10/1999 bis 09/2001 Grundstudium des Maschinenbaus an der RWTH Aachen 
 
 
 Schulausbildung 
 
 1990 bis 1999 Quirinus-Gymnasium, Neuss: Abitur 
 1986 bis 1990 Karl-Kreiner-Grundschule, Neuss 
